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Nomenclature
φcond Flux thermique échangé par conduction à travers l'épaisseur du cylindre extérieur
[W.m−1]
φconvi Flux thermique échangé par convection entre les 2 cylindres [W.m
−1]
φconvo Flux thermique échangé par convection à l'extérieur du cylindre extérieur [W.m
−1]
φi Flux net reçu ou perdu par la surface Si [W.m
−2]
φrayi Flux thermique échangé par rayonnement entre les 2 cylindres [W.m
−1]
φrayo Flux thermique échangé par rayonnement à l'extérieur du cylindre extérieur [W.m
−1]
kcond Coeﬃcient équivalent de conduction à travers l'épaisseur du cylindre extérieur [W.m
−2.K]
ou [W.m−1.K] ou [W.K]
kconvi Coeﬃcient équivalent de convection entre les 2 cylindres [W.m
−2.K] ou [W.m−1.K] ou
[W.K]
kconvo Coeﬃcient équivalent de convection à l'extérieur du cylindre extérieur [W.m
−2.K] ou
[W.m−1.K] ou [W.K]
krayi Coeﬃcient équivalent du rayonnement entre les 2 cylindres [W.m
−2.K−4] ou [W.m−1.K−4]
ou [W.K−4]
krayo Coeﬃcient équivalent du rayonnement à l'extérieur du cylindre extérieur [W.m
−2.K−4]
ou [W.m−1.K−4] ou [W.K−4]
α Diﬀusivité thermique [m2.s−1]
αs Absorptivité solaire [∅]
αT Coeﬃcient de température [K
−1
β Dilatabilité thermique [K−1]
βe Coeﬃcient d'extinction [∅]
χ Terme source [W ]
δ Epaisseur de peau [m]
δij Symbole de Kroneker [∅]
 Emissivité [∅]
0 Permittivité du vide [F.m
−1]
ext Emissivité de la paroi extérieure de la cuve[∅]
5
i Emissivité de la paroi extérieure du conducteur [∅]
o Emissivité de la paroi intérieure de la cuve [∅]
p Permittivité [∅]
κ Coeﬃcient d'absorption [∅]
λ Conductivité thermique [W.m−1.K−1]
λg Coeﬃcient de convection du gaz [W.m
−1.K−1]
λl Longueur d'onde [m]
λm Coeﬃcient de conduction de la cuve [W.m.K
−1]
µ Perméabilité magnétique [H.m−1]
µ0 Perméabilité du vide [H.m
−1]
ν Viscosité cinématique [m2.s−1]
νt Viscosité turbulente [m
2.s−1]
ω Pulsation [rad.s−1]
αji Absorptivité totale de la couche gazeuse entre les surfaces Si et Sj [∅]
gi Emissivité totale de la couche gazeuse rayonnant vers Si [∅]
τ ji Transmittivité totale de la couche gazeuse entre les surfaces Si et Sj [∅]
h Coeﬃcient moyen d'échange convectif [W.m−2.K−1]
NuL Nombre de Nusselt moyen pour la longueur caractéristique L [∅]
p Composante moyenne de la pression [Pa]
T Température moyenne [K]
U i Composante moyenne de la vitesse [m.s
−1]
φJ Puissance dissipé par eﬀet Joule [W.m
−1]
ρ masse volumique [kg.m−3]
ρc Densité volumique de charge [C.m
−3]
ρi Coeﬃcient de réﬂexion la surface Si [∅]
ρT0 Résistivité du conducteur à la température T0 [Ω.m]
σ Coeﬃcient de diﬀusion [∅]
σe Conductivité électrique du matériau [S.m
−1]
σs Constante de Stefan [W.m
−2.K−4]
τ Epaisseur optique du milieu [m]
τij Tenseur de Reynolds [m
2.s−2]
τp Contrainte de friction [Pa]
p Périmètre [m]
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~B Champ magnétique [T ]
~E Champ électrique [V.m−1]
~j Densité de courant [A.m−2]
a Rayon du cylindre [m]
As Section du conducteur [m
2]
Ap Section de la surface protégée [m2]
Bmax Champ magnétique à la surface du conducteur en courant alternatif [T ]
Bi Nombre de Biot [∅]
C Coeﬃcient réel [W.m−1]
C1 Capacité thermique du conducteur [K.s.W
−1]
C2 Capacité thermique du gaz [K.s.W
−1]
C3 Capacité thermique de la cuve [K.s.W
−1]
Cp Capacité caloriﬁque [kg.K.m
−1.s−1]
De Diamètre extérieur du cylindre extérieur [m]
Di Diamètre extérieur du cylindre intérieur [m]
Do Diamètre intérieur du cylindre extérieur [m]
ei Epaisseur du cylindre intérieur [m]
eo Epaisseur du cylindre extérieur [m]
f Fréquence [Hz]
F et κ Coeﬃcient d'eﬀet de peau [∅]
Fji Facteur de forme entre les surfaces Sj et Si [∅]
g Accélaration de la pesanteur (gravité) [m.s−2]
Gr Nombre de Grashof [∅]
h Coeﬃcient d'échange convectif [W.m−2.K−1]
I Courant électrique (alternatif) [A]
i nombre complexe imaginaire pur [∅]
i1c Flux convectif entre le conducteur et la cuve [W ]
i1r Flux radiatif entre le conducteur et la cuve [W ]
i2c et Qair Flux convectif à l'extérieur de la cuve [W ]
i2r Flux radiatif à l'extérieur de la cuve [W ]
i2w Flux solaire à l'extérieur de la cuve [W ]
Ieff Courant eﬃcace (alternatif) [A]
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Imax Courant maximal (alternatif) [A]
Im Partie imaginaire
j∗ Conjugué de la densité de courant [A.m−2]
jam Module de la densité de courant [A.m
−2]
Ji Radiosité de la surface Si [W.m
−2]
k Energie cinétique [J ]
keff Conductivité thermique équivalente [W.m
−1.K−1]
L Longueur [m]
Lc Longueur caractéristique [m]
Mgaz Masse molaire du gaz [kg.mol
−1]
n1, n2, c1, c2 Coeﬃcients [∅]
NuLc Nombre de Nusselt pour la longueur caractéristique L [∅]
NuL Nombre de Nusselt pour la longueur caractéristique L [∅]
P Puissance totale ou globale [W ]
p Pression [Pa]
pf Composante ﬂuctuante de la pression [Pa]
Pg Pression du gaz [Pa]
pl Puissance locale [W.m
−3]
Pr Nombre de Prandtl [∅]
q Flux de chaleur [W.m−1]
qc Flux de chaleur convectif [W ]
qi Flux radiatif surfacique [W.m
−2]
qr Flux de chaleur radiatif [W ]
qs et W3 Flux de chaleur solaire [W ]
Qtg Flux de chaleur assimilé à un transfert conductif entre le conducteur et la cuve [W ]
Qtm Flux de chaleur conductif dans l'épaisseur de la cuve [W ]
R Résistance électrique [Ω] ou [Ω.m1]
r Rayon quelconque [m]
R1 Résistance thermique entre le conducteur et la cuve [K.W
−1]
R2 Résistance thermique entre la cuve et l'air ambiant [K.W
−1]
Ra Résistance électrique en courant alternatif [Ω]
Rcv Résistance thermique de convection [K.W
−1]
Rc Rayon du conducteur [m]
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Rc Résistance électrique en courant continu [Ω]
Rgp Constante des gaz parfaits [J.mol
−1.K−1]
Ri Rayon intérieur de la cuve [m]
Rray Résistance thermique de rayonnement [K.W
−1]
Rs Rayon extérieur de la cuve [m]
RaLc Nombre de Rayleigh pour la longueur caractéristique L [∅]
RaL Nombre de Rayleigh pour la longueur caractéristique L [∅]
Re Nombre de Reynolds [∅]
Re Partie réelle
S Section de passage du courant [m2]
Si Surface du cylindre intérieur [m
2]
SL Surface latérale [m
2]
So Surface du cylindre extérieur [m
2]
T Température [K]
t Temps [s]
T1 et Tc Température du conducteur [K]
T2 Température de la cuve [K]
Ta Température ambiante [K]
Ta et Tair Température ambiante [K]
Te Température de la paroi extérieure du cylindre extérieur [K]
Tg Température du gaz [K]
Ti Température de la paroi intérieure de la cuve [K]
Ti Température du cylindre intérieur ou température initiale [K]
To Température de la paroi intérieure du cylindre extérieur [K]
Ts Température de la paroi extérieure de la cuve [K]
Tw Température à la surface du cylindre [K]
u∗ Vitesse de friction [m.s−1]
Ui Champ de vitesse [m.s
−1]
ui Composante ﬂuctuante de la vitesse [m.s
−1]
W1 et Qg Puissance dissipée par eﬀet Joule dans le conducteur [W ]
W2 Puissance dissipée par eﬀet Joule dans la cuve [W ]
x, y, z Coordonnées spatiales [m]
y+ Distance adimensionnée à la paroi [∅]
yc Distance entre la paroi et le centre de la première maille [m]
In Fonction de Bessel modiﬁée de première espèce et d'ordre n
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Introduction
L'électricité est une énergie indispensable au fonctionnement de notre société. Elle est pro-
duite par des centrales électriques et acheminée par un réseau électrique composé d'appareils
fonctionnant à diﬀérents niveaux de tension. La haute tension est utilisée pour le transport
de cette énergie sur de longues distances car elle présente l'avantage de réduire les pertes oh-
miques. De ce fait, des appareils électriques haute tension sont chargés d'assurer la connexion
et la protection de cette portion du réseau.
Plusieurs dispositifs haute tension existent et diﬀèrent par le gaz utilisé pour assurer l'iso-
lation électrique. Parmi ces appareils, le GIS (Gas Insulated Switchgear) est largement utilisé
pour sa compacité, en particulier dans le cadre d'une installation urbaine. L'isolation élec-
trique dans les postes GIS est assurée par le gaz SF6 dont la tenue diélectrique est élevée,
réduisant ainsi les distances d'isolation par rapport à l'air par exemple.
Ces appareils sont soumis à des normes internationales garantissant leur bon fonctionne-
ment ainsi que la sécurité des usagers. Concernant les phénomènes thermiques, les normes
imposent des augmentations de température (ou échauﬀements) à ne pas dépasser lors de
l'utilisation du GIS. Ces échauﬀements maximaux concernent les zones où l'augmentation de
température est la plus importante (par exemple à proximité des contacts) et aux endroits où
cette augmentation peut causer des dommages (proche des isolateurs solides). Les échauﬀe-
ments à l'extérieur du poste sont également limités pour assurer la sécurité des utilisateurs.
Les GIS sont dimensionnés de manière à ne pas dépasser ces échauﬀements. Des essais expé-
rimentaux sont réalisés dans des laboratoires spécialisés pour vériﬁer le respect des contraintes
imposées par les normes lors du fonctionnement de l'appareil. Durant ces essais, un courant
est injecté dans le GIS et les augmentations de température sont mesurées aux endroits exigés
par les normes. La mise en place de ces expériences est longue et coûteuse, c'est pourquoi il
est primordial pour l'entreprise de limiter le nombre d'essais infructueux.
La connaissance et la maîtrise des phénomènes électromagnétiques et thermiques à l'ori-
gine des augmentations de température dans le GIS sont des enjeux cruciaux. Elles permettent
un dimensionnement plus rapide et plus précis des appareils, aboutissant à un unique essai de
validation des critères ﬁxés par les normes. Elles fourniront également des solutions visant à
réduire les échauﬀements des GIS. Cette réduction est importante car elle permet la circula-
tion d'un courant plus élevé dans le GIS, ce qui aboutit à une amélioration des performances
de l'appareil.
Les travaux eﬀectués dans le cadre de cette thèse présentent une analyse des phénomènes
électro-thermiques dans le GIS et plus précisément dans les jeux de barres. Ils permettent
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la détermination des paramètres inﬂuençant l'augmentation de température dans cette géo-
métrie. La proportion de chaque mode de transfert de chaleur est estimée et discutée. Une
modélisation numérique de l'augmentation de température induite par la circulation du cou-
rant dans les jeux de barres est également proposée.
Le présent document est composé de trois chapitres. Dans le premier chapitre, est pré-
senté un rappel de la physique des diﬀérents phénomènes électromagnétiques et thermiques.
Les études de ces phénomènes dans les jeux de barres proposées dans la littérature sont dé-
crites. Ensuite, des solutions actives et passives visant à réduire les échauﬀements dans les
appareils électriques sont exposées.
Le second chapitre est consacré à la validation des modélisations électromagnétiques et
thermiques par deux logiciels (CST et Ansys CFX) choisis par l'entreprise Siemens pour
simuler numériquement les échauﬀements dans les GIS. Pour cela, ces phénomènes sont mo-
délisés dans des cas simples, résolus analytiquement ou dont les solutions sont disponibles
dans la littérature. Les eﬀets de peau et de proximité sont simulés avec le logiciel CST. La
convection naturelle en régime laminaire ou turbulent et le rayonnement sont simulés avec
le logiciel CFX. Ces modélisations ont également pour objectif de déterminer les paramètres
numériques (maillage, modèle de résolution ...) adéquats, aboutissant aux résultats les plus
justes possible avec les capacités de calcul disponibles. La compatibilité de ces deux logiciels
n'étant pas évidente, une méthode de couplage permettant l'utilisation des résultats obtenus
avec CST dans CFX est étudiée.
Le troisième chapitre s'articule en deux parties. Une première consiste à présenter un outil
numérique permettant la prise en compte du couplage des phénomènes thermiques et électro-
magnétiques dans un jeu de barre en deux dimensions. Cet outil est développé dans le but
d'évaluer la part des diﬀérents modes de transfert de chaleur aﬁn de juger de leur importance
dans la modélisation des échauﬀements du GIS, chose impossible à faire aussi simplement avec
CFX. Il présente également l'avantage d'observer rapidement et simplement l'inﬂuence des
paramètres sur les températures du jeu de barres, en comparaison aux simulations numériques
et d'entreprendre ainsi une étude de sensibilité en phase amont de conception des appareils.
La seconde partie de ce chapitre est consacrée à l'application des simulations numériques des
échauﬀements dans les jeux de barres, à l'aide des logiciels CST et CFX. Les paramètres
numériques déterminés au Chapitre 2 sont appliqués à ces simulations. Deux types de jeux
de barres sont testés : un jeu de barres monophasé et un jeu de barres triphasé composé
d'une entrée et d'une sortie monophasées (appelé tri-mono). Les températures lors du fonc-
tionnement de ces appareils ont été mesurées expérimentalement. Les résultats obtenus avec
les simulations sont alors comparés aux résultats expérimentaux et la ﬁabilité et la précision
des simulations sont discutées.
En conclusion, des recommandations permettant la réduction de la température dans le
GIS seront données. Des pistes d'amélioration de la modélisation numérique des phénomènes
électro-thermiques dans ces appareils seront également proposées.
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Chapitre 1
Etat de l'art
1.1 Les appareils électriques haute tension et leurs normes
1.1.1 Présentation générale
Depuis sa fabrication par des centrales électriques, l'électricité est acheminée jusqu'au
consommateur à travers un réseau électrique. Celui est composé de plusieurs appareils fonc-
tionnant à des niveaux de tension diﬀérents (Fig.1.1). Le transport d'électricité depuis ces
centrales est réalisé sur de longues distances et entraîne des pertes d'énergie dues à l'eﬀet
Joule. Aussi, pour réduire ces pertes, la transmission est eﬀectuée à l'aide d'appareils élec-
triques haute tension. A l'approche des zones urbanisées, le niveau de tension du réseau est
réduit pour des raisons de sécurité.
Figure 1.1  Répartition des niveaux de tension des appareils sur le réseau de distribution
d'électricité [1]
Les appareillages électriques haute tension sont des appareils de connexion, c'est à dire
des appareils destinés à fermer et à ouvrir un ou plusieurs circuits électriques au moyen de
contacts séparables. Ces appareils sont utilisés dans le domaine de la production, du transport,
de la distribution et de la transformation d'énergie électrique [1, 2].
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Ils permettent de gérer les réseaux électriques maillés reliant les centres de production
d'énergie aux consommateurs en orientant le transport et la distribution de l'électricité sui-
vant l'état du réseau et les besoins des utilisateurs. Ils oﬀrent également une protection des
équipements et des personnes en cas de défaut.
Ces appareils sont composés de plusieurs éléments, notamment :
 un disjoncteur qui est un dispositif électromécanique de protection dont la fonction est
d'établir, supporter et interrompre le courant sous sa tension nominale. Il constitue
une protection des réseaux à haute tension contre les courants de court-circuit,
 un sectionneur qui permet de séparer, de façon mécanique, un circuit électrique et son
alimentation, tout en assurant une distance d'isolation électrique satisfaisante,
 une mise à la terre chargée de la sécurité de l'installation en ﬁxant son potentiel,
 de conducteurs permettant le transfert de l'électricité entre les diﬀérents éléments du
poste.
1.1.2 Les diﬀérents modes d'isolation électrique
Le courant circulant à haute tension dans les éléments composant le poste représente des
risques de formation d'un arc électrique ainsi qu'un danger pour les utilisateurs. C'est pour-
quoi ces éléments doivent être isolés électriquement entre eux et par rapport aux personnes.
Plusieurs modes d'isolation existent, les plus communs sont l'isolation à l'aide du vide, d'un
gaz, d'un liquide ou d'un solide [3]. L'isolation au gaz est la plus répandue dans les appareils
haute tension. Ceux-ci sont classés selon le gaz utilisé : de l'air à pression atmosphérique (poste
AIS), du SF6 sous pression (poste GIS) ou une combinaison de ces deux modes d'isolation
(poste Hybride) [2, 4].
1.1.2.1 AIS - Air Insulated Switchgear
Dans les postes AIS, l'isolation entre les phases se réalise dans l'air à pression atmo-
sphérique (Fig.1.2). Les propriétés diélectriques de l'air imposent des distances d'isolation
importantes, ces postes sont donc encombrants. Ils sont souvent placés à l'extérieur des villes.
Figure 1.2  Installation AIS de 110 kV [1]
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1.1.2.2 GIS - Gas Insulated Switchgear
Un poste GIS est constitué d'une enveloppe métallique, souvent en alliage d'aluminium,
reliée à la masse. A l'intérieur de celle-ci se trouvent le disjoncteur, le sectionneur et tous les
éléments constituant le poste. Dans cette enveloppe, aussi appelée cuve, l'isolation électrique
se fait dans le gaz SF6 (hexaﬂuorure de soufre). Les postes GIS sont également appelés postes
sous enveloppe métallique (PSEM) ou postes blindés. L'ensemble des éléments le constituant
s'appelle une travée. Une installation de GIS est formée par plusieurs travées connectées
entre elles (Fig.1.3). Les trois phases du GIS peuvent être contenues chacune dans une cuve
diﬀérente, il est alors dit monophasé. Lorsque les trois phases sont contenues dans la même
cuve, le GIS est dit triphasé.
Figure 1.3  Installation GIS monophasée 550 kV [5]
Le SF6 est utilisé pour sa tenue diélectrique, deux à trois fois plus élevée que celle de l'air
(la tenue diélectrique d'un milieu représente la tension maximale que ce milieu peut suppor-
ter avant le déclenchement d'un arc électrique) [4, 6]. Il est également utilisé pour sa bonne
capacité d'extinction d'arc, sa haute stabilité chimique et ses bonnes propriétés de transferts
de chaleur [7,8]. Dans l'enveloppe, le gaz est sous pression, de l'ordre de 1 bar ou de la dizaine
de bars, pour améliorer ses propriétés diélectriques et thermiques.
Les postes GIS sont de taille réduite par rapport aux postes ouverts (AIS) (Fig.1.4).
Par exemple, à 420 kV , la distance minimale d'isolation entre un conducteur et la structure
métallique reliée à la masse est de 3m dans l'air à pression atmosphérique alors qu'elle est
réduite à 20 cm dans le SF6 à 7, 3 bars [3]. Ils sont donc plus pratiques pour l'installation
dans des milieux plus restreints (à l'intérieur des villes par exemple). Le coût de fabrication
de tels postes représente un investissement de 30% supérieur à celui des AIS, mais une analyse
du cycle de vie, intégrant les aspects de maintenance, démontre qu'une installation GIS est
ﬁnalement moins chère et plus adaptée dans le cadre d'une installation urbaine [1]. L'essentiel
de la production s'oriente aujourd'hui vers du matériel blindé.
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Figure 1.4  Encombrement d'une installation GIS (gauche) et d'une installation AIS (droite)
[1]
Il existe diﬀérents produits GIS selon les niveaux de tension et de courant souhaités [5].
Les blindés proposés ont des tensions nominales allant de 72, 5kV à 800kV , des courants
nominaux entre 2500A et 5000A et des pouvoirs de coupure (i.e. des courants de court-
circuit) allant de 31, 5kA à 63kA. Les fréquences du courant sont égales à 50Hz ou 60Hz.
Les modèles de disjoncteurs utilisés, les dimensions (les distances d'isolation) ou encore les
types de connexions varient entre les diﬀérents GIS.
1.1.2.3 HIS - Hybrid insulated switchgear
Le poste HIS (Fig.1.5) a une partie isolée au SF6 sous pression et une autre à l'air à
pression atmosphérique. Les éléments sensibles aux conditions atmosphériques, comme les
appareils mécaniques de connexion, sont sous enveloppe mécanique (technologie GIS), et les
phases sont isolées à l'air (technologie AIS).
Figure 1.5  Installation HIS, isolée au SF6 sous pression et à l'air à pression atmosphérique,
entre 72,5 kV et 170 kV [5]
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1.1.3 Géométrie du GIS étudiée
Parmi les trois types d'isolation présentés, seul le GIS est étudié dans la suite. La géométrie
la plus simple le composant est le jeu de barres. Il est utilisé pour connecter les diﬀérents
éléments composant la travée, ou pour relier plusieurs travées entre elles, formant ainsi une
installation (Fig.1.3). Il sert également à connecter deux installations séparées par une grande
distance, et se nomme dans ce cas GIL (Gas Insulated Line). Il est constitué par un ou
plusieurs conducteurs cylindriques placés dans une cuve remplie de SF6 (Fig.1.6). Il peut être
monophasé ou triphasé (Fig.1.7). Le jeu de barres existe aussi en moyenne tension, mais, dans
ce cas, la géométrie diﬀère.
Figure 1.6  Jeu de barres haute tension isolé au SF6 monophasé
Figure 1.7  Jeu de barres haute tension isolé au SF6 monophasé (gauche) et triphasé (droite)
1.1.4 Les normes
Comme tout produit commercialisé, le GIS est soumis à des normes assurant le bon fonc-
tionnement de l'appareil et la sécurité des usagers. En ce qui concerne les contraintes ther-
miques, la norme IEC 62271-1 [9] impose des températures à ne pas dépasser lors du fonc-
tionnement du GIS, ainsi que les conditions expérimentales de mesure de ces températures.
1.1.4.1 Critères de sécurité imposés
Concernant les contraintes thermiques imposées dans les appareils électriques, les gran-
deurs caractéristiques sont les échauﬀements. Un échauﬀement correspond à la diﬀérence entre
la température atteinte et la température ambiante. Les échauﬀements maximaux sont im-
posés par les normes aux endroits où l'augmentation de température est la plus importante :
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proche des contacts. Ils sont également imposés dans les zones où cette augmentation peut
causer des dommages : proche des isolateurs dont elles risquent de dégrader les propriétés ou
sur une surface en contact avec des utilisateurs. Les augmentations de température imposées
les plus pertinentes pour la suite de ce travail sont présentées Tab.1.1.
Tableau 1.1  Echauﬀement maximal admissible par la norme IEC 62271-1 [9] à une tempé-
rature ambiante inférieure à 40C
Emplacement Echauﬀement
admissible
Contact coulissant entouré de SF6 65K
Contact boulonnée entouré de SF6 75K
Contact à proximité d'un isolateur entouré de SF6 65K
Surface accessible prévues pour être en contact avec un utilisateur 30K
Surface accessible non prévues pour être en contact avec un utilisateur 40K
1.1.4.2 Tests à réaliser
Dans le but de valider ces critères, la méthode de mesure des échauﬀements du GIS
est également décrite par la norme [9]. Les expériences doivent être réalisées en intérieur de
manière à s'aﬀranchir du vent (pas de convection forcée), la vitesse maximale autorisée de l'air
environnant est de 0, 5m.s−1. La géométrie testée doit correspondre à la géométrie réellement
installée, dans la conﬁguration où les températures atteintes seront les plus élevées. De plus,
elle ne doit subir ni vent ni rayonnement solaire.
Le montage expérimental est alimenté en courant par un transformateur de courant.
Celui-ci circule dans l'appareil puis revient au transformateur, formant ainsi un circuit fermé.
Lorsque l'appareil testé est monophasé, le retour du courant est eﬀectué à travers la cuve.
Pour cette raison la tension appliquée durant l'essai n'est pas la tension réelle de l'appareil.
Elle est de l'ordre de la dizaine de volts. Les expériences sont eﬀectuées au courant nominal
et la fréquence de l'appareil (avec une tolérance de ±2 % sur le courant et entre −5 % et +2 %
pour la fréquence).
Le matériel utilisé pour connecter le montage au transformateur ne doit pas servir à
refroidir l'appareil, c'est pourquoi le gradient de température sur le matériel de connexion ne
doit pas dépasser 5K sur une distance d'un mètre à partir de l'extrémité du montage reliée
au transformateur.
Les températures ﬁnales sont atteintes quand leurs variations sont inférieures à 1K par
heure, y compris pour les températures ambiantes. Cette stabilisation est généralement at-
teinte au bout d'une dizaine d'heures.
La température ambiante doit être mesurée au minimum par trois thermocouples placés
à une distance d'environ un mètre du montage d'essai. Pour éviter les erreurs de mesure dues
à des changements brusques de température, ces thermocouples doivent être contenus dans
des bouteilles remplies d'environ 0, 5L d'huile. La température ambiante mesurée durant les
expériences doit impérativement être comprise en 10C et 40C.
Tous les critères présentés doivent être remplis durant les essais de qualiﬁcation du pro-
duit. Tant que l'un de ces points n'est pas validé, l'appareil ne peut être commercialisé. Il est
alors modiﬁé et amélioré et ces essais sont répétés jusqu'à ce que tous les critères soient validés.
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La mise en place d'un essai peut prendre plusieurs mois. Les étapes les plus longues sont
les commandes et livraisons des pièces constituant l'appareil ainsi que l'assemblage du proto-
type expérimental (eﬀectué par un personnel qualiﬁé). La réalisation de ces expériences, dans
un laboratoire spécialisé, est également coûteuse puisqu'elle nécessite plusieurs dizaines de
milliers d'euros de matériel et entre 500 e et 2000 e pour chaque conﬁguration testée (sans
compter le coût généré par une modiﬁcation de géométrie).
Etant donné le coût élevé et les longues durées nécessitées par les essais expérimentaux,
la réduction du nombre d'essais infructueux est un enjeu crucial pour les industriels. Aussi la
connaissance des phénomènes électromagnétiques et thermiques dans le GIS est primordiale.
La maîtrise de ces phénomènes est également importante pour augmenter les performances
des appareils (par exemple le courant), tout en validant les critères imposés par la norme.
Aussi, dans la suite de ce chapitre, les moyens utilisés jusqu'à présent pour calculer les
échauﬀements induits par la circulation du courant dans le GIS vont être présentés. Des
solutions proposées pour réduire ces échauﬀements seront ensuite développées.
1.2 Modélisation électrique et thermique
1.2.1 Phénomènes électromagnétiques
1.2.1.1 Cas général
Dans les milieux continus, les phénomènes électromagnétiques sont régis par les équations
de Maxwell, écrites ci-dessous sous forme locale :
div ~E = ρc
p
~rot ~E = −∂ ~B
∂t
div ~B = 0
~rot ~B = µ(~j + p
∂ ~E
∂t
)
(1.1)
où ~E est le champ électrique, ~B est le champ magnétique et ~j la densité de courant. t, ρc, µ
et p sont respectivement le temps, la densité volumique de charge, la perméabilité magnétique
et la permittivité diélectrique du milieu.
Par combinaison des lois Maxwell-Ampère, Maxwell-Faraday et de la loi d'Ohm ~j = σe ~E,
l'équation générale des états variables pour le champ électrique s'écrit [10] :
∇2 ~E − σeµ∂
~E
∂t
− pµ∂
2 ~E
∂t2
=
1
p
grad ρc (1.2)
où σe correspond à la conductivité électrique du milieu.
A l'aide de cette équation, les phénomènes électromagnétiques peuvent être classés en trois
catégories en fonction de la fréquence [10] : les problèmes statiques, non statiques et quasi
statiques.
Lorsque la fréquence est nulle, le membre de gauche de l'équation (1.2) est réduit au
laplacien. Le champ électrique induit et le courant de déplacement sont négligeables. Les
phénomènes électriques et magnétiques sont découplés. Le problème est statique.
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A très haute fréquence, aucun terme de (1.2) n'est négligeable. Les champs électrique et
magnétique s'entretiennent mutuellement. Le problème est non statique.
Il existe un intervalle, compris entre les très hautes et les très basses fréquences, où la
dérivée seconde du champ électrique est négligeable dans (1.2) et où la dérivée première ne
l'est pas. Dans ce cas, le phénomène de propagation est absent et un courant induit non né-
gligeable qui se superpose au courant initial circule dans les conducteurs. Ce problème est dit
quasi statique. Dans l'approximation des régimes quasi statiques (ARQS), la propagation est
négligée.
Dans le cadre de l'ARQS et en supposant la neutralité électrique volumique : ρc = 0, les
équations de Maxwell deviennent : 
div ~E = 0
~rot ~E = −∂ ~B
∂t
div ~B = 0
~rot ~B = µ~j
(1.3)
1.2.1.2 Méthodes de résolution
Diﬀérentes méthodes de résolution numérique des équations de Maxwell existent. Elles
permettent de transformer ces équations en systèmes matriciels et peuvent être classées en
deux grands groupes [11] : les méthodes basées sur la discrétisation d'équations aux dérivées
partielles et les méthodes basées sur des calculs d'intégrales. La principale diﬀérence entre ces
deux méthodes concerne le maillage. En eﬀet, dans le cas des méthodes aux dérivées partielles,
tout le domaine est maillé, tandis que pour les méthodes intégrales seuls les matériaux conduc-
teurs sont maillés et non le milieu ambiant. Ceci réduit le nombre d'inconnues à déterminer
et permet une réduction du temps de calcul. Cependant, l'inconvénient des méthodes inté-
grales est qu'elles produisent des matrices pleines, contrairement aux méthodes aux dérivées
partielles qui produisent des matrices creuses (c'est-à-dire contenant une majorité de coeﬃ-
cients nuls) et qui bénéﬁcient de techniques de réservation d'espace mémoire et de traitement
numérique adaptées.
1.2.1.2.1 Formules analytiques Dans un nombre très restreint de situations, il est pos-
sible de résoudre analytiquement les équations de Maxwell. Ces formules analytiques per-
mettent ainsi de conﬁrmer ou d'améliorer la précision des résolutions numériques.
1.2.1.2.2 Méthode des éléments ﬁnis Les principales méthodes de résolution des équa-
tions aux dérivées partielles sont la méthode des éléments ﬁnis, la méthode des diﬀérences
ﬁnies et la méthode des volumes ﬁnis. La méthode des éléments ﬁnis est la plus utilisée no-
tamment dans l'industrie, dans les domaines de l'électromagnétisme, de la mécanique et de
la thermique. Elle a l'avantage d'être générale, robuste, et est applicable à des matériaux
hétérogènes et à des comportements non linéaires [12]. Le principe de cette méthode consiste
à trouver une solution approchée des équations aux dérivées partielles sur un domaine borné
en discrétisant le domaine en éléments volumiques de taille suﬃsamment petite permettant
d'avoir une bonne approximation des grandeurs physiques par des fonctions d'approxima-
tion [11]. Cependant, cette méthode, dans sa forme originelle, est limitée dans le cas de
conducteurs ﬁlaires, de conducteurs minces et de l'étude d'un champ lointain car un nombre
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de mailles trop important est nécessaire pour résoudre ces problèmes, entrainant des réserva-
tions d'espace mémoire et des temps de calcul élevés [12]. Des développements particuliers, au
cas par cas, peuvent permettre d'améliorer cet aspect mais requièrent des précautions d'usage.
1.2.1.2.3 Méthode des intégrales ﬁnies La méthode des intégrales ﬁnies (ou Finite
Integral Technique - FIT) est une méthode proche de la méthode des éléments ﬁnis. Elle
consiste à résoudre les équations de Maxwell sous forme intégrale moyennant une discrétisation
du domaine. Ces intégrales sont calculées de manière approchée à l'aide d'un développement en
séries de Taylor. Comme pour la méthode des éléments ﬁnis, l'air ambiant doit être maillé [13].
1.2.1.2.4 Méthode intégrale La méthode des moments magnétiques (MMM) et la mé-
thode PEEC (Partiel Element Equivalent Circuit) sont les deux méthodes intégrales les plus
connues. Le principe de la méthode intégrale consiste à associer un schéma électrique équi-
valent à une géométrie : chaque partie composant la géométrie est représentée par une équation
intégrale qui peut être interprétée en termes de composants électriques équivalents [12]. Les
avantages de cette méthode sont la non nécessité de mailler le milieu ambiant, mais aussi la
possibilité de déﬁnir des éléments de maillage de taille adaptée à la géométrie étudiée [11].
Par la suite, les résultats obtenus avec le logiciel CST [14], utilisant la méthode des inté-
grales ﬁnies, seront comparés à des formules analytiques présentes dans la littérature dans le
cas de géométries simples pour la modélisation de l'eﬀet de peau et aux résultats obtenus avec
le logiciel InCa3D [1517], utilisant la méthode PEEC, dans le cas des eﬀets de proximité.
1.2.1.3 Eﬀet de peau
Suite au passage d'un courant alternatif dans un conducteur, celui-ci subit le phénomène
d'eﬀet de peau (aussi nommé eﬀet pelliculaire). Il est la manifestation des eﬀets quasi-statiques
dans un conducteur unique [10]. Ce courant produit un champ magnétique à l'intérieur et au-
tour du conducteur qui, à une certaine fréquence, génère un courant induit dans le conducteur.
Ce courant induit se superpose au courant initial et cause une répartition non uniforme du
courant dans la section du conducteur, avec des densités de courant importantes en bordure
de section.
Dans cette partie, la modélisation de cet eﬀet de peau par le logiciel CST est étudiée.
Dans un premier temps, les formules analytiques relatives à l'eﬀet de peau dans un conduc-
teur cylindrique seront présentées. Ensuite, les résultats donnés par les simulations CST seront
comparés à ces expressions. Les inﬂuences du maillage, de la longueur du cylindre, des di-
mensions du domaine et de la fréquence sur ces résultats seront également investiguées, aﬁn
d'appréhender les données de modélisation nécessaires à la bonne prise en compte de ce phé-
nomène en simulation par l'outil utilisé.
1.2.1.3.1 Résolution analytique de l'eﬀet de peau dans un conducteur cylin-
drique La répartition de la densité de courant et du champ magnétique peut être obtenue
analytiquement dans le cas d'un conducteur cylindrique. Deux méthodes de résolution sont
proposées puis comparées : tout d'abord une résolution exacte en coordonnées cylindriques,
puis une résolution approximative en coordonnées cartésiennes, en assimilant l'épaisseur de
peau (1.13) à une plaque plane d'épaisseur δ (épaisseur de peau). Cette conﬁguration a l'avan-
tage de faciliter la résolution des équations de Maxwell. La puissance dissipée par eﬀet Joule
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dans le conducteur étant proportionnelle au carré de la densité de courant, la comparaison
entre résultats numériques et analytiques ne sera faite que sur la densité de courant et le
champ magnétique. Dans la suite du document, on suppose la perméabilité relative µr = 1
qui correspond à celle de l'aluminium.
Résolution en coordonnées cylindriques Densité de courant ~j
Tout d'abord, l'opérateur rotationnel est appliqué à l'équation de Maxwell-Faraday [18]
~rot( ~rot ~E) = ~rot(−∂
~B
∂t
) (1.4)
Les relations entre les opérateurs mathématiques permettent d'obtenir :
~grad(div ~E)−∇2 ~E = − ∂
∂t
( ~rot ~B) (1.5)
Ensuite, avec les équations de Maxwell dans le cadre de l'ARQS (1.3) et la loi d'Ohm, il
découle l'équation de diﬀusion suivante :
∇2~j − µ0σe∂
~j
∂t
= 0 (1.6)
En considérant un conducteur cylindrique de rayon a, de longueur L, parcouru par un
courant alternatif de fréquence f et de pulsation ω, axial dans la direction ~ex (Fig.1.8), la
densité de courant ~j dans le conducteur s'écrit :
~j = jx(r, t).~ex (1.7)
Figure 1.8  Schéma du courant circulant dans le cylindre et du champ magnétique qui en
résulte
Pour la suite, la densité de courant axiale sera notée j = jx pour simpliﬁer les notations.
L'écriture de (1.6) en coordonnées cylindriques et de la dérivée temporelle de j sous la forme
iω à l'aide des transformées de Fourier, donne [18,19] :
∂2j
∂r2
+
1
r
∂j
∂r
− ik2j = 0 avec k = √ωσeµ (1.8)
Cette équation est une équation diﬀérentielle de Bessel. Dans le cas d'un conducteur solide
de section cylindrique, la solution dans le conducteur s'écrit :
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j = CI0(i
3
2kr) (1.9)
Avec I0 la fonction de Bessel modiﬁée de première espèce, d'ordre 0 et C une constante
complexe. Cette constante est déterminée en calculant le courant total Imax par intégration
de la densité de courant (1.9) sur la section du conducteur et avec les propriétés des fonctions
de Bessel :
Imax =
∫
S
jdS =
2pi
i
3
2k
CaI1(i
3
2ka) (1.10)
Avec I1 la fonction de Bessel modiﬁée de première espèce et d'ordre 1. L'expression de la
densité de courant complexe en fonction du rayon est alors déduite de (1.9) et (1.10) :
j(r) = Imax
i
3
2k
2pia
I0(i
3
2kr)
I1(i
3
2ka)
(1.11)
Dans CST, seule l'amplitude de la densité de courant qui correspond au module de j est
observée. Ce module s'écrit sous la forme :
jam(r) = |j(r)| =
√
Re(j)2 + Im(j)2 (1.12)
L'expression de j (1.11) montre que le courant est concentré en périphérie du conduc-
teur. La longueur caractéristique δ, appelée profondeur de peau ou épaisseur de peau (1.13),
caractérise la décroissance radiale de la densité de courant de la périphérie au centre du
conducteur. Pour un courant alternatif parcourant un conducteur en aluminium de conduc-
tivité électrique 3 107 S.m−1 à 50Hz (conditions caractéristiques dans un GIS) l'épaisseur de
peau vaut 0, 013m.
δ =
√
2
ωµσe
(1.13)
Champ magnétique ~B
A partir de l'expression de l'amplitude de la densité de courant (1.11) et du théorème
d'Ampère, l'expression du champ magnétique B est déduite à l'intérieur du cylindre (c'est-à-
dire pour les rayons r < a) et à l'extérieur du cylindre (c'est-à-dire pour les rayons r > a).
Dans le repère cylindrique (~er, ~eθ, ~ex) (Fig.1.8), la densité de courant étant suivant ~ex (1.7),
le champ magnétique ~B s'écrit :
~B = Bθ(r, t).~eθ (1.14)
Champ magnétique à l'intérieur du cylindre
L'équation de Maxwell-Ampère simpliﬁée dans l'approximation de l'ARQS (1.3) donne :
~rot ~B = µ0~j. Connaissant la forme de ~j (1.7) et de ~B (1.14), cette expression peut s'écrire
sous la forme :
1
r
∂
∂r
(rBθ) = µ0jx (1.15)
L'intégration de l'équation (1.15) sur le rayon, entre 0 et r, permet de calculer B :
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∫ r
0
∂
∂r
(rBθ)dr =
Imaxi
3
2kµ0
2piaI1(i
3
2ka)
∫ r
0
rI0(i
3
2kr)dr (1.16)
L'expression du champ magnétique Bθ en fonction du rayon r, à l'intérieur du cylindre
(r < a) est alors obtenue :
Bθ(r) = Imax
µ0
2pia
I1(i
3
2kr)
I1(i
3
2ka)
(1.17)
Champ magnétique à l'extérieur du cylindre
Le théorème d'Ampère permet d'écrire :∮
C
~B.~dl = µ0Ienlace´ (1.18)
A l'extérieur du cylindre r > R, le circuit C entoure tout le cylindre, le courant Ienlace´ est
donc égal au courant maximal traversant le cylindre Imax :
Ienlace´ = Imax (1.19)
Après intégration du champ magnétique sur le circuit, le champ magnétique B pour r > a
s'écrit :
Bθ(r) =
µ0Imax
2pir
(1.20)
Puissance dissipée par eﬀet Joule P
Il est important de connaître l'amplitude de la puissance dissipée par eﬀet Joule suite au
passage du courant, pour en déduire l'augmentation de température dans le conducteur. Cette
puissance P est calculée à partir de l'expression de l'amplitude de la densité de courant jam
(1.12). Tout d'abord la puissance dissipée locale p, exprimée en [W.m−3] s'écrit [19] :
pl(r) =
1
σe
(
jam(r)√
2
)2
(1.21)
La puissance dissipée étant calculée à partir de la valeur eﬃcace, il est nécessaire de diviser
par
√
2 le module de la densité de courant jam qui est une valeur maximale. Cette expression
met en évidence que la puissance dissipée par eﬀet Joule est proportionnelle au carré de la
densité de courant.
La puissance dissipée globale par unité de longueur P , en [W.m−1] s'obtient en intégrant
la puissance locale sur une section :
P (r) =
∫ a
0
∫ 2pi
0
pl(r)rdrdθ (1.22)
Des méthodes approchées existent pour calculer plus simplement cette puissance globale
par unité de longueur.
Autres méthodes de calcul de la puissance dissipée
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Une formule proposée par A. Levasseur [20], obtenue à partir de l'approximation d'une
analyse mathématique des données de la littérature permet de calculer le rapport K entre la
résistance eﬀective en courant alternatif Ra et la résistance en courant continu Rc :
K =
Ra
Rc
=
((
3
4
)6
+
(
S
pδ
)6) 16
+
1
4
(1.23)
où S est la section du conducteur, p le périmètre de la section de passage du courant et
δ l'épaisseur de peau. Cette formule est valable pour des conducteurs de section de passage
du courant de forme quelconque et donne une erreur inférieure à 2% [20, 21]. En notant Ieff
le courant eﬃcace, la puissance dissipée globale par unité de longueur s'exprime :
P = KRcI
2
eff (1.24)
Un autre moyen de calculer la puissance dissipée proposé par Z. Popovic est de la calculer
à l'aide du théorème de Poynting [22] :
P =
∫
S
Rs|H0|2dS avec Rs =
√
ωµ
2σe
(1.25)
Avec P la puissance dissipée par eﬀet Joule en [W ], Rs la résistance de surface du conduc-
teur en [Ω] et H0 la composante tangentielle complexe eﬃcace du champ magnétique ~H,
évaluée à la périphérie du conducteur.
Dans le cas particulier d'un conducteur cylindrique de rayon a, cette puissance dissipée
par unité de longueur ([W.m−1]) s'écrit :
P = Rs
I2eff
(2pia)2
2pia = Rs
I2eff
2pia
(1.26)
Résolution en coordonnées cartésiennes Cette partie présente une manière de calcu-
ler B, j et P plus simplement en assimilant l'épaisseur de peau à une plaque plane de longueur
L, de largeur 2pia et d'épaisseur inﬁnie (méthode de Dowell) comme représenté Fig.1.9 [23].
Figure 1.9  Schéma de l'approximation faite assimilant l'épaisseur de peau à une plaque
plane.
Le courant circule dans la direction x et le champ magnétique B dans la direction y. Ils
s'écrivent : {
~j = j(z, t). ~ex
~B = B(z, t).~ey
(1.27)
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En considérant les équations de Maxwell dans l'ARQS (1.3) et la loi d'Ohm, et par un
raisonnement similaire au précédent, l'expression du champ magnétique B en coordonnées
cartésiennes devient :
∇2 ~B − µ0σe∂
~B
∂t
= 0 (1.28)
Une solution de cette équation est :
B(z, t) = Bmaxe
−iωt− 1+i
δ
z (1.29)
Les expressions (1.28) et (1.29) sont valables dans le conducteur. Connaissant l'expression
du champ magnétique à l'extérieur du conducteur (1.20), et par continuité du champ à la
surface du conducteur, l'expression de Bmax est déduite :
B(z = 0, t = 0) =
µ0Imax
2pia
d′ou` Bmax =
µ0Imax
2pia
(1.30)
Avec cette expression du champ magnétique et en écrivant l'équation de Maxwell-Ampère
dans l'ARQS dans le repère cartésien :
−∂B
∂z
= µ0j (1.31)
l'expression de la densité de courant devient :
j(z, t) =
Bmax
µ0
(
1 + i
δ
)
e−iωt−
1+i
δ
z (1.32)
L'expression de la puissance dissipée par eﬀet Joule locale pl, en [W.m
−3], en introduisant
j∗ le conjugué de j :
pl(z) =
1
2σe
jj∗ (1.33)
Le calcul de la puissance dissipée locale donne :
pl(z) =
1
σe
(
Bmax
µ0δ
)2
e−
2z
δ (1.34)
La puissance dissipée globale P en [W ] est obtenue en intégrant l'expression précédente
(1.34) suivant les directions x, y et z :
P =
∫ L
x=0
∫ 2pia
y=0
∫ +∞
z=0
p(z)dxdydz (1.35)
p ne dépendant que de z, l'expression se simpliﬁe :
P = 2piaL
∫ +∞
0
p(z)dz (1.36)
P =
I2max
2
L
2piaδσe
=
I2effL
σe(2piaδ)
(1.37)
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En comparant à l'expression de la puissance globale en courant continu, on voit que la
puissance est dissipée dans une épaisseur équivalente δ. On note également que l'expression
obtenue avec cette méthode est la même que celle de Popovic dans un conducteur cylindrique
(1.26).
1.2.1.4 Eﬀet de proximité
1.2.1.4.1 Description des eﬀets de proximité Comme mentionné dans la partie décri-
vant le phénomène d'eﬀet de peau, un conducteur parcouru par un courant alternatif génère
un champ magnétique dans et autour de lui. Si un second conducteur se situe à proximité,
celui-ci est alors traversé par ce champ magnétique et un courant y est induit (Fig.1.10).
Toujours dans ce second conducteur, le courant net doit rester nul, c'est pourquoi il y circule
deux densités de courant de sens opposés [10].
Figure 1.10  Eﬀet de proximité subi par le conducteur de gauche [10]
Dans le cas où plusieurs conducteurs parcourus par un courant alternatif sont placés côte à
côte, ils subissent les phénomènes d'eﬀet de peau (dû au courant circulant dans chaque conduc-
teur) et d'eﬀet de proximité (dû aux conducteurs voisins) couplés. En supposant la conducti-
vité, la perméabilité magnétique et la permittivité des milieux intervenant constante [10], la
répartition de densité de courant selon le sens des courants circulant dans les conducteurs est
celle représentée Fig.1.11.
Figure 1.11  Répartition de densité de courant selon le sens des courants circulant dans les
conducteurs [10]
1.2.1.4.2 Résolution de la densité de courant La résolution analytique de l'eﬀet de
proximité est trop complexe et ne peut être découplée de l'eﬀet de peau. Le calcul de la densité
de courant est possible numériquement grâce à la discrétisation des conducteurs.
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1.2.2 Phénomènes thermiques
L'analyse des phénomènes électromagnétiques a permis le calcul des puissances dissipées
par eﬀet Joule dans les conducteurs. Ces puissances représentent la source de chaleur à l'origine
des échauﬀements, à évacuer à l'aide des diﬀérents modes de transfert thermique.
1.2.2.1 Convection
La convection est un mode de transfert de chaleur par transport de matière dans le ﬂuide
et peut être naturelle ou forcée. Ce phénomène est régi par les équations Navier-Stokes :
Equation de continuité
∂ρ
∂t
+ ~∇.(ρ~v) = 0 (1.38)
Bilan des quantités de mouvement
∂(ρ~v)
∂t
+ ~∇.(ρ~v ⊗ ~v) = −~∇p+ ~∇.τv + ρ~f (1.39)
Equation de la chaleur
ρCp
∂T
∂t
= λ∇2T + χ (1.40)
où ρ est la masse volumique, ~v la vitesse, p la pression, τv le tenseur des contraintes
visqueuses et ~f la résultante des forces massiques s'exerçant sur le ﬂuide. Le symbole ⊗ re-
présente le produit tensoriel. Cp correspond à la capacité caloriﬁque à pression constante du
cylindre, T à la température, t au temps et χ au terme source.
Le membre de gauche de l'équation de la chaleur représente l'accumulation de chaleur par
le milieu au cours du temps. Le premier terme du membre de droite représente le transport
de chaleur dans le milieu et le second terme la source de chaleur.
A partir de ces équations, des nombres adimensionnels caractérisant le phénomène peuvent
être déﬁnis. Le nombre de Rayleigh Ra caractérise le transfert de chaleur au sein du ﬂuide en
déterminant le mode de transfert prépondérant entre la conduction et la convection. Il s'écrit :
RaLc =
gβ(Ti − To)L3c
να
(1.41)
où β est le coeﬃcient de dilatation thermique, α la diﬀusion thermique et ν la viscosité
cinématique du ﬂuide. g est l'accélération de la pesanteur et Lc la longueur caractéristique de
la géométrie. Ti et To des températures.
Le nombre de Prandtl Pr compare les inﬂuences du proﬁl de vitesse du ﬂuide et du proﬁl
de température. Il est calculé à partir de :
Pr =
ν
α
(1.42)
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Le nombre de Grashof Gr correspond au rapport entre les forces de gravité et les forces
visqueuses. Il s'exprime à l'aide des nombres de Rayleigh (1.41) et de Prandtl (1.42) :
Gr =
Ra
Pr
(1.43)
Dans le GIS l'écoulement est dû à un gradient de masse volumique dans le gaz causé
par des gradients de température dans la géométrie. La convection est alors naturelle. Dans
cette partie, la modélisation de la convection naturelle entre deux cylindres concentriques
horizontaux par le logiciel CFX est étudiée [24]. Les nombres de Rayleigh et de Grashof étant
de l'ordre de 109 . RaLc . 1011 et 109 . Gr . 1011, les régimes laminaire et turbulent
sont étudiés. Les résultats obtenus sont validés par comparaison aux données expérimentales
et numériques présentes dans la littérature pour une géométrie composée de deux cylindres
concentriques.
1.2.2.1.1 Convection naturelle laminaire
Convection naturelle laminaire entre deux cylindres concentriques La convec-
tion naturelle laminaire entre deux cylindres concentriques horizontaux a été étudiée expé-
rimentalement dans la littérature et ces expériences ont permis de mettre au point des cor-
rélations empiriques permettant d'évaluer le nombre de Nusselt ou le ﬂux échangé avec plus
ou moins de précision. Des études numériques ont également été proposées et comparées aux
expériences.
En se basant sur les résultats expérimentaux disponibles dans la littérature, Itoh [25]
propose une expression du nombre de Nusselt et du nombre de Grashof moyens entre deux
cylindres concentriques en prenant comme longueur caractéristique de la géométrie Lc =√
RiRo ln(
Ro
Ri
).
Raithby [26], propose deux expressions du nombre de Nusselt moyen entre deux cylindres
concentriques, en régime laminaire et en régime turbulent, par une méthode approximative
et en évaluant les coeﬃcients à l'aide des mêmes données expérimentales que Itoh. Dans le
cas laminaire, son expression a été reprise par Incropera [27] et Bejan [28]. Il considère deux
cylindres concentriques de diamètre Di et Do avec Di < Do (Fig.1.12), de température Ti
et To, respectivement avec Ti > To. Ces cylindres sont supposés de longueur inﬁnie, dans le
logiciel, leur épaisseur est très petite. Ils sont espacés d'une longueur Lc =
Do−Di
2
, qui est prise
comme longueur caractéristique de la géométrie.
Figure 1.12  Schéma de la géométrie des cylindres concentriques étudiés et notations pour
la prise en compte des échanges convectifs
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Le ﬂux de chaleur échangé entre les deux cylindres q en [W.m−1] peut s'écrire :
q =
2pikeff
ln
(
Do
Di
)(Ti − To) (1.44)
où keff est une conductivité équivalente qu'il déﬁnit comme la conductivité thermique que
devrait avoir le ﬂuide sans mouvement entre les deux cylindres (c'est-à-dire qui n'échange pas
par convection) pour échanger le même ﬂux de chaleur que le ﬂuide en mouvement. En régime
laminaire, cette conductivité équivalente s'écrit :
keff = 0, 386λ(
Pr
0, 861 + Pr
)
1
4Ra
∗ 1
4
c (1.45)
avec
Ra∗c =
(ln(Do
Di
))4
L3c(D
− 3
5
i +D
− 3
5
o )5
RaLc (1.46)
et
β =
1
T
et T =
Ti + To
2
(1.47)
où β est le coeﬃcient de dilatation thermique, T la température moyenne et λ la conduc-
tivité thermique du gaz. RaLc est le nombre de Rayleigh basé sur la longueur caractéristique
Lc (1.41) et Ra
∗
c est un nombre de Rayleigh équivalent.
Cette expression est valable pour un Rayleigh entre 102 < Ra∗c < 10
7 (ce qui correspond
au régime laminaire). Elle reste valable pour Ra∗c < 10
2 en prenant keff ≈ λ. L'auteur obtient
une diﬀérence inférieure à 10 % entre les grandeurs calculées avec l'expression qu'il propose
et la quasi totalité des valeurs expérimentales. Cette expression sera utilisée dans la suite
pour évaluer la précision des résultats obtenus avec le logiciel CFX. L'expression dans le cas
turbulent est détaillée dans la partie suivante.
Kuehn [29] propose une étude expérimentale et théorique de la convection naturelle lami-
naire dans le gaz contenu entre deux cylindres concentriques. Son expérience consiste à chauﬀer
le cylindre intérieur au moyen du courant traversant une résistance placée au centre du cylindre
intérieur et de refroidir le cylindre extérieur à l'aide d'un circuit d'eau placé autour du cylindre
extérieur. Il travaille avec des nombres de Rayleigh compris entre 2, 11 104 < RaLc < 9, 76 10
5.
Il observe l'inﬂuence des nombres de Rayleigh et de Prandtl ainsi que l'inﬂuence des dimen-
sions des cylindres sur la convection et plus particulièrement sur la conductivité équivalente
en faisant le rapport entre le ﬂux réel et le ﬂux dans le cas où il y aurait uniquement du trans-
fert par conduction sans mouvement de ﬂuide. Cette déﬁnition de la conductivité thermique
équivalente est la même que celle donnée par Raithby [26].
Kuehn [30] se base sur les résultats de Itoh, Raithby et ceux d'autres auteurs pour obtenir
une corrélation plus générale et valable sur un plus grand intervalle de nombres de Rayleigh.
Il propose une méthode basée sur un modèle de couche limite de conduction couplée aux
données expérimentales de la littérature et de sa précédente étude [29] qui aboutissent à une
corrélation caractérisant le transfert de chaleur entre deux cylindres concentriques ou excen-
trés isothermes en régimes laminaire et turbulent.
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1.2.2.1.2 Convection naturelle turbulente
Ecoulement turbulent dans le GIS Dans les jeux de barres, la géométrie, les di-
mensions du conducteur et de la cuve, la nature et la pression du SF6 font que le transfert
convectif se fait en régime turbulent. Les nombres de Rayleigh et de Grashof sont de l'ordre
de 109 . RaLc . 1011 et 109 . Gr . 1011, avec les expressions (1.41) et (1.43), où la longueur
caractéristique est la distance entre les deux cylindres Lc déﬁnie précédemment Fig.1.12, les
températures Ti et To des deux cylindres et le coeﬃcient de dilatation β déﬁni à l'équation
(1.47). Il convient donc de valider la modélisation de la convection naturelle en régime tur-
bulent par le logiciel CFX. Comme dans le cas laminaire, la géométrie de deux cylindres
concentriques horizontaux est étudiée.
Modélisation numérique de la turbulence Il existe diﬀérentes manières de consi-
dérer la turbulence en simulation numérique, en résolvant, selon les approches, diﬀérentes
échelles de la turbulence. L'approche Direct Numerical Simulation (DNS) est la plus précise
puisqu'elle résout toutes les échelles de la turbulence, mais nécessite une capacité de calcul
trop importante. C'est pourquoi elle n'est pas utilisée dans les applications d'ingénierie.
L'approche Large Eddy Simulation (LES) résout uniquement les grandes échelles de la
turbulence et modélise les petites échelles. Cette approche considère que les grandes échelles
sont plus énergétiques que les petites et que les petites échelles peuvent être considérées
isotropes [31]. L'approche LES est donc moins précise que la méthode DNS mais est moins
coûteuse en capacité de calcul.
Dans l'approche Reynolds Averaged Navier-Stokes (RANS) il ne s'agit plus de résoudre
des échelles de la turbulence mais de les modéliser. Cette approche résout les équations de
Reynolds qui correspondent aux équations de Navier-Stokes moyennées. Plusieurs modèles
de turbulence RANS existent pour tenter de reproduire la réalité de l'écoulement selon la
conﬁguration traitée. Cette approche est donc moins précise que la méthode LES, cependant
elle est largement utilisée surtout dans les applications d'ingénierie car elle nécessite moins
de capacité de calcul que les approches DNS et LES. C'est pourquoi, dans la suite, seuls les
modèles RANS sont abordés.
RANS
Cette approche consiste à décomposer une grandeur en une composante moyenne et une
composante ﬂuctuante. Cette décomposition est appliquée au champ de vitesse et de pression
[31] :
Ui = U i + ui et p = p+ pf (1.48)
où U i et p sont les composantes moyennes, ui et pf les composantes ﬂuctuantes du champ
de vitesse et de pression respectivement. L'indice i représente les diﬀérentes directions de
l'espace. En appliquant cette décomposition aux équations de Navier-Stokes, les équations de
Reynolds sont obtenues :
∂Ui
∂xi
= 0 (1.49)
∂Ui
∂t
+ U j
∂U i
∂xj
= −1
ρ
∂p
∂xi
+
∂
∂xj
(
ν
∂U i
∂xj
+ τij
)
(1.50)
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Où
τij = −uiuj (1.51)
est le tenseur de Reynolds.
Le système d'équations composé de la continuité (1.49) et des quantités de mouvement
(1.50) est un système ouvert que la modélisation des propriétés du ﬂuide permet de fermer
avec des modèles de turbulence.
Hypothèse de Boussinesq L'hypothèse de Boussinesq permet de donner une relation
directe entre le tenseur de Reynolds (1.51) et la vitesse moyenne U i et s'écrit :
τij +
2
3
kδij = νt
(
∂U i
∂xj
+
∂U j
∂xi
)
(1.52)
où δij est le symbole de Kroneker, νt la viscosité turbulente et k l'énergie cinétique turbu-
lente, et s'exprime :
k =
1
2
uiui (1.53)
Les grandeurs νt et k sont inconnues. Pour fermer le système, deux équations suﬃsent.
Ces équations sont introduites avec les modèles de turbulence décrits ci-après.
Modèle k −  Le modèle k −  est un modèle à deux équations de transport, une pour
l'énergie cinétique turbulente k et l'autre pour le taux de dissipation . Ce modèle est très
largement utilisé et est performant pour modéliser la partie externe des couches limites. Par
contre il n'est pas adapté à certaines conﬁgurations comme les écoulements tournants ou les
géométries non planes.
Modèle k − ω Le modèle k − ω est également un modèle à deux équations de transport,
toujours avec une pour l'énergie cinétique turbulente k et cette fois une pour ω qui peut avoir
diﬀérentes interprétations physiques comme celle introduite par Wilcox [32] qui est à l'origine
de ce modèle de turbulence : le taux de dissipation par unité d'énergie cinétique turbulente. ω
est la fréquence turbulente [31]. Il a été développé dans le but de mieux prédire la séparation
de la couche limite et représente assez bien la réalité des écoulements proches des parois. Il
est plus performant que le modèle k−  sur les surfaces courbes, mais moins sur l'écoulement
libre car il est très sensible aux données d'entrée pour ω.
Modèle SST k − ω Le modèle SST k−ω a été construit dans le but d'améliorer le modèle
k−ω, notamment dans la séparation de la couche limite et dans les zones d'écoulement libre.
Pour cela, il passe à un modèle k −  dans les zones d'écoulement libre.
Convection naturelle turbulente entre deux cylindres concentriques horizon-
taux La convection naturelle turbulente entre deux cylindres concentriques horizontaux à
été étudiée numériquement et expérimentalement dans la littérature, notamment par Rai-
thby [26], comme mentionné précédemment dans le cas laminaire, qui a proposé l'expression
du ﬂux de chaleur échangé entre les deux cylindres (1.44). Dans le cas d'une convection na-
turelle turbulente, la conductivité équivalente s'écrit :
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keff = λC ′
ln
(
Do
Di
)
((
Yt
Di
) 3
5
+
(
Yt
Do
) 3
5
) 5
4
(1.54)
Avec
C ′ = 10
3
4C
(
Pr
0, 861 + Pr
) 1
4
et Yt = 10
(
να
gβ(Ti − To)
) 1
3
(1.55)
Pour des nombres de Prandtl proches de 1, C ′ peut être pris C ′ ≈ 1, 78. Le Yt est appelé
longueur thermique et est introduit pour rendre le calcul indépendant des dimensions de la
géométrie [26].
McLeod [33] étudie expérimentalement la convection naturelle turbulente entre deux cy-
lindres concentriques à des températures cryogéniques, à des Rayleigh entre 8 106 < RaLc <
2 109. Il chauﬀe le cylindre intérieur à l'aide d'une résistance et maintient le cylindre extérieur
à une température constante en faisant circuler de l'azote liquide autour de ce cylindre et
mesure les températures obtenues. Il observe l'inﬂuence du nombre de Rayleigh et du co-
eﬃcient de dilatation β sur les proﬁls de température moyenne et ﬂuctuante. Ces résultats
expérimentaux seront utilisés dans la suite pour valider les résultats de simulation.
Desai [34] propose une étude numérique de la convection naturelle turbulente entre deux
cylindres concentriques horizontaux avec un modèle k −  couplé à une fonction pariétale. Il
regarde l'inﬂuence des paramètres gouvernant ce phénomène, c'est-à-dire le nombre Rayleigh,
de Prandtl et les dimensions de la géométrie sur l'écoulement et les proﬁls de température. Il
travaille sur les intervalles 106 < RaLc < 10
9, 0, 01 < Pr < 5000 et 1, 5 < Do
Di
< 11.
Convection naturelle turbulente dans les jeux de barres La convection naturelle
turbulente dans le jeu de barres a été étudiée numériquement et expérimentalement dans la
littérature.
Chakir [35] propose une étude numérique et expérimentale de la convection naturelle
turbulente dans un jeu de barres, assimilé à deux cylindres concentriques horizontaux, pour
des Rayleigh entre 106 < RaLc < 10
10 en prenant en compte la turbulence avec un modèle
k − . Il observe l'inﬂuence des fonctions pariétales sur les températures et le nombre de
Nusselt et valide ces simulations en les comparant aux résultats expérimentaux de Kuehn
[36] entre deux cylindres concentriques dans la conﬁguration Do
Di
= 2, 6, Ra = 2, 5 106 et
Pr = 0, 7 (mais qui est une conﬁguration un peu délicate à modéliser avec un modèle de
turbulence, car il se situe dans la zone de transition laminaire-turbulent et l'écoulement peut
n'être que partiellement turbulent). Ensuite, en prenant en compte le transfert radiatif en
plus du transfert par convection dans ces simulations, il compare les températures obtenues
aux températures qu'il mesure expérimentalement dans un jeu de barres.
Kaufmann [37] propose également une étude numérique et expérimentale de la convection
naturelle en régime turbulent et dans la zone transitoire laminaire-turbulent, dans un jeu de
barres assimilé à deux cylindres concentriques horizontaux. Il compare les résultats obtenus
avec diﬀérents modèles de turbulence RANS (k − , k − ω et SST k − ω) aux résultats
expérimentaux de McLeod [33] entre deux cylindres concentriques et aux expériences qu'il
réalise dans un jeu de barres. Il travaille avec des nombres de Rayleigh entre 106 < Ra < 1010
et prend comme longueur caractéristique de la géométrie la longueur proposée par Itoh [25].
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La convection naturelle turbulente entre deux cylindres concentriques a été étudiée éga-
lement pour d'autres applications comme le nucléaire par Addad [38] par exemple, qui l'exa-
mine en regardant l'inﬂuence du modèle de turbulence utilisé notamment sur la température.
Il compare une méthode LES à trois méthodes RANS (k − , k − ω et SST k − ω), après
avoir validé la méthode LES par comparaison aux résultats expérimentaux de McLeod [33].
Pour cette étude, il travaille à des Rayleigh RaLc = 1, 18 10
9 et RaLc = 2, 38 10
10. Il réalise
ses simulations avec le logiciel Star-CD 3.26 (Annexe B).
1.2.2.2 Rayonnement
Le rayonnement thermique est un phénomène d'origine électromagnétique. Il est dû à des
transitions de niveaux électroniques des molécules (Annexe C). Il est régi par l'équation du
transfert radiatif (ETR). Sous forme diﬀérentielle et dans le cas d'un régime stationnaire,
cette équation s'écrit [39, 40] :
dIη
ds
= κηIbη − βeηIη + σsη
4pi
∫
4pi
Iη(~s′)Φη(~s′, ~s)dΩ (1.56)
Iη est la luminance rayonnée en un point de l'espace, dans une direction ~s et à un nombre
d'onde η. Ibη est la luminance rayonnée par un corps noir. κη, βeη et σsη sont les coeﬃcients
d'absorption, d'extinction et de diﬀusion du milieu à un nombre d'onde donné. Φη(~s′, ~s) re-
présente la fonction de phase de diﬀusion. ~s et ~s′ sont des directions et dΩ un élément d'angle
solide.
La précision de la résolution numérique du transfert radiatif dépend de la modélisation spa-
tiale et spectrale du rayonnement. Ainsi plusieurs modèles existent, aboutissant à diﬀérentes
précisions de résultats selon la capacité de calcul nécessaire.
1.2.2.2.1 Modèles de résolution spatiale Il existe de nombreuses méthodes de résolu-
tion spatiale du transfert radiatif développées dans la littérature et plus ou moins adaptées à
un problème radiatif précis. Joseph [40] propose de les classer en quatre catégories : méthodes
de type diﬀérentiel, méthodes de type intégral, méthodes de type statistique et méthodes de
type "hybride".
Méthodes de type diﬀérentiel Ces méthodes permettent de modéliser le transfert
radiatif en résolvant l'ETR sous forme diﬀérentielle. Les méthodes les plus connues apparte-
nant à cette catégorie sont les méthodes aux harmoniques sphériques PN , les méthodes aux
ordonnées discrètes (DOM) et les méthodes des volumes ﬁnis (FVM).
Méthode aux harmoniques sphériques PN Les méthodes aux harmoniques sphériques per-
mettent d'obtenir une solution approximative de l'équation du transfert radiatif en la décom-
posant en plusieurs équations diﬀérentielles aux dérivées partielles plus simples car indépen-
dantes de la direction. Plus l'ordre N de la méthode est élevé, plus la précision des résultats
est importante, et les méthodes d'ordre impair sont les plus courantes. Parmi ces méthodes,
la méthode P1 est la plus utilisée pour sa simplicité d'application et de résolution. Elle per-
met de résoudre des problèmes où l'épaisseur optique du milieu est grande (mais qui reste
toutefois très inférieure à 10). Par contre, elle conduit à des résultats erronés dans le cas d'un
milieu optiquement mince, pour des géométries dont une dimension est plus importante que
les autres, dans le cas d'une surface émettant plus que le milieu et proche des parois. Il est
également à noter que les méthodes d'ordre N grand sont très diﬃciles à appliquer et que,
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à partir de N = 5, la complexité du calcul devient trop coûteuse par rapport à la précision
atteinte.
Méthode des ordonnées discrètes (DOM) Cette méthode décompose les grandeurs suivant
un nombre ﬁni de directions n et permet ainsi d'écrire l'équation du transfert radiatif en
un système de n équations diﬀérentielles. Cela induit deux défauts majeurs. Tout d'abord,
une grande sensibilité au nombre de directions qui, lorsqu'il est insuﬃsant, peut conduire à
des discontinuités irréalistes des grandeurs dans le modèle et à des résultats erronés. Mais
aussi à un phénomène de fausse diﬀusion qui apparaît notamment lorsque les directions sont
obliques par rapport à l'orientation des lignes du maillage. Cette méthode n'est pas adaptée
aux milieux dont l'épaisseur optique est grande, contrairement au modèle P1, car elle est
diﬃcile à appliquer et ne donne pas de bons résultats. Un des plus gros désavantages de
cette méthode est qu'elle n'assure pas la conservation de l'énergie radiative [39]. Par contre,
elle présente l'avantage d'être facilement utilisable dans des simulations prenant en compte
d'autres modes de transfert thermique. Cette méthode reste très populaire pour la précision
obtenue avec un faible temps de calcul [41].
Méthode des volumes ﬁnis (FVM) Cette méthode est une évolution de la méthode DOM.
Elle consiste à intégrer l'équation du transfert radiatif sur un volume de contrôle. La diﬀérence
avec la méthode DOM se situe au niveau de la discrétisation angulaire qui est déﬁnie par des
angles de contrôle pour la FVM et par des poids directionnels dans la méthode DOM [41].
Les méthodes DOM et FVM nécessitent approximativement la même capacité de calcul, mais
la méthode FVM est légèrement plus précise que la méthode DOM en particulier dans le
cas d'un milieu optiquement mince, car elle est moins sensible à une discrétisation angulaire
insuﬃsante [39]. Cette méthode présente également l'avantage de conserver l'énergie radiative.
C'est une des méthodes les plus utilisées pour résoudre l'équation du transfert radiatif dans des
problèmes complexes, pour son large champ d'application et en tant que moyen d'obtention
de résultats précis avec une capacité de calcul raisonnable.
Méthodes de type intégral Ces méthodes résolvent la forme intégrale de l'équation de
transfert radiatif. La méthode des zones, par exemple, fait partie de cette catégorie. Dans cette
méthode, le milieu est décomposé en un nombre ﬁni de volumes et de surfaces isothermes dans
lesquels les propriétés radiatives sont uniformes. Un bilan d'énergie permet alors d'évaluer le
transfert radiatif entre deux éléments du milieu à l'aide de facteurs d'échange. Dans ce bilan,
on considère que l'échange se fait uniquement à travers l'angle solide sous lequel un élément
voit l'autre de façon directe [39, 40]. Ces méthodes sont moins précises que les autres et les
facteurs d'échange sont diﬃciles à déterminer en particulier pour des géométries complexes.
Ces facteurs peuvent être calculés à l'aide des méthodes statistiques par exemple.
Méthodes de type statistique La méthode Monte Carlo se classe dans cette catégo-
rie. Elle consiste à utiliser des lois de probabilité obtenues sur un échantillon d'évènements
aléatoires adapté pour prédire les phénomènes constituant le transfert radiatif comme l'ab-
sorption, l'émission ou encore la diﬀusion. En dehors des approximations liées aux lois sta-
tistiques, cette méthode, contrairement aux autres, ne nécessite pas d'approximation. Elle
permet ainsi de modéliser avec plus de précision les transferts radiatifs avec un échantillon
comprenant un grand nombre d'évènements qui permet de tendre vers la solution réelle. Elle
présente également l'avantage d'intégrer directement les résultats sur le spectre et permet
ainsi une modélisation simultanée des dépendances spatiales et spectrales du transfert ra-
diatif, contrairement aux autres méthodes qui résolvent l'équation du transfert radiatif sous
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forme monochromatique et nécessitent un modèle spectral. L'inconvénient de cette méthode
est qu'elle nécessite une capacité de calcul plus importante que les méthodes précédentes,
néanmoins elle reste la référence en terme de précision [41].
Méthodes hybride Dans ce type de méthodes est notamment classée la méthode des
transferts radiatifs discrets (DTM) qui est la méthode hybride la plus connue. Elle est basée
sur le concept de résolution de l'équation du transfert radiatif sous forme diﬀérentielle pour un
certain nombre de rayons représentatifs [40]. Cette méthode est semblable à la méthode DOM
dans le sens où un nombre discret de directions est choisi. Elle présente aussi les désavantages
de cette méthode comme la non assurance de la conservation de l'énergie radiative ou encore
la dépendance au nombre de directions [39]. Elle est également semblable à la méthode Monte
Carlo pour la méthode de tracé de rayon [39]. Cette méthode a l'avantage d'être plus précise
que la méthode DOM et plus rapide que la méthode Monte Carlo (mais reste plus coûteuse que
la méthode DOM). Toujours comme pour la méthode DOM, la précision peut être améliorée
en augmentant le nombre de directions. Cette méthode est également adaptée aux problèmes
nécessitant la résolution simultanée sur le même maillage de l'énergie et d'un écoulement [40].
Approximation de diﬀusion L'approximation de Rosseland n'est pas tout à fait un
modèle de rayonnement mais correspond plutôt à une approximation qui permet de simpliﬁer
l'équation du transfert radiatif. Elle consiste à supposer que le milieu étudié est optiquement
épais (c'est-à-dire avec une épaisseur optique très grande devant 1), ce qui simpliﬁe l'écriture
de l'équation du transfert radiatif. Le problème est alors réduit à un problème de conduction
(similaire à la loi de Fourier) [39]. Cette méthode présente l'inconvénient de ne pas être valide
au niveau des parois [42]. De plus, lorsque l'on utilise cette approximation dans le logiciel,
l'émissivité des parois est imposée égale à 1.
1.2.2.2.2 Modèles de résolution spectrale Comme les méthodes de résolution spatiale,
les modèles spectraux peuvent être classés en quatre catégories [39, 43] : résolution raie par
raie (line by line calculation), résolution par bandes étroites (narrow band model), résolution
par larges bandes (wide band model) et résolution globale (global model).
Raie par raie
La résolution raie par raie est la méthode la plus précise existante. Elle consiste à prendre
en compte chaque raie du spectre d'absorption du milieu. Le coeﬃcient d'absorption variant
beaucoup avec la longueur d'onde, le nombre de raies est très important. La résolution du
problème radiatif se fait pour plusieurs centaines de milliers de longueurs d'onde, suivie d'une
intégration sur tout le spectre. Cette méthode nécessite une connaissance de toutes les raies et
une grande capacité de calcul. Elle est utilisée comme référence et est appliquée pour valider
des cas très simples.
Bandes étroites
Elle consiste à découper le spectre en ﬁnes bandes (de mêmes dimensions ou de dimensions
diﬀérentes selon les modèles à bandes étroites utilisés) et à remplacer la valeur réelle du
coeﬃcient d'absorption sur cette bande par une valeur moyennée convenablement. De toutes
les quantités jouant un rôle dans les échanges radiatifs, le coeﬃcient d'absorption est celle
qui varie le plus sur le spectre. C'est pourquoi cette méthode suppose que les bandes sont
suﬃsamment étroites pour pouvoir considérer que seul le coeﬃcient d'absorption n'est pas
constant sur chaque bande.
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La méthode à bandes étroites est moins précise que la méthode raie par raie mais pourrait,
en théorie, être aussi précise en prenant les bandes de la taille des raies. Ses principaux incon-
vénients sont la diﬃculté d'application aux gaz non homogènes et sa limitation aux milieux
non diﬀusants contenus dans une enceinte composée de parois noires. Diﬀérents modèles de
résolution à bandes étroites existent (modèle Elsasser et modèle statistique). Une variante
de ces modèles est appelée k-distribution et permet de réduire le nombre d'intégration en
réorganisant le coeﬃcient d'absorption [39].
Larges bandes
Cette méthode consiste également à découper le spectre en bandes, cette fois, plus larges.
Contrairement à la méthode des bandes étroites, le coeﬃcient d'absorption n'est plus considéré
constant sur la bande et doit être modélisé. Elle permet généralement d'obtenir une précision
de résultats de 30 %, pouvant atteindre, dans certains cas, jusqu'à 70 % d'erreur. Plusieurs
modèles larges bandes existent (modèle des boîtes et modèle exponentiel) ainsi que la variante
k-distribution.
Globale
L'objectif des modèles globaux est de déterminer les propriétés radiatives totales du milieu,
c'est-à-dire intégrées sur le spectre pour calculer plus simplement le transfert par rayonnement.
Une approche (Weighted Sum of Gray Gases) consiste à considérer les propriétés radiatives
d'un mélange de gaz comme la somme pondérée des propriétés radiatives de chaque gaz
supposé gris. L'intérêt des méthodes globales est la faible capacité de calcul nécessaire à la
résolution du problème radiatif.
1.2.2.2.3 Echange radiatif entre deux cylindres concentriques séparés par un mi-
lieu transparent Le transfert radiatif est étudié entre deux cylindres concentriques séparés
par un milieu transparent (non absorbant et non diﬀusant (diﬀusant dans le sens de scatte-
ring)). Pour cela, les surfaces sont supposées grises, c'est-à-dire dont les propriétés radiatives
ne dépendent pas de la longueur d'onde et émettant, absorbant et réﬂéchissant de manière dif-
fuse, c'est-à-dire indépendamment de la direction. Les émissivités de la surface extérieure du
cylindre intérieur et de la surface intérieure du cylindre extérieur sont notées respectivement
i et o. Ti et To leurs températures et Di et Do leur diamètre (Fig.1.13).
Figure 1.13  Schéma du modèle étudié pour la prise en compte des échanges radiatifs
Modest [39] propose, en recourant à la méthode de rayonnement net, une expression du
ﬂux radiatif surfacique échangé dans une enceinte fermée composée de deux surfaces séparées
par un milieu transparent. Cette expression est valable pour toute surface convexe Si (c'est-
à-dire ayant un facteur de forme de la surface sur elle même, Fi−i = 0) rayonnant uniquement
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sur une surface So (c'est-à-dire avec un facteur de forme de la surface Si sur la surface So,
Fi−o = 1) [39]. Elle est donc valable pour deux cylindres concentriques et le bilan d'énergie
sur les surfaces des cylindres s'écrit :
qi
i
− ( 1
i
− 1)Fi−iqi − ( 1
o
− 1)Fi−oqo = Fi−oσS(T 4i − T 4o ) (1.57)
qo
o
− ( 1
i
− 1)Fo−iqi − ( 1
o
− 1)Fo−oqo = Fo−iσS(T 4o − T 4i ) (1.58)
Où l'équation (1.57) correspond au bilan d'énergie sur le cylindre intérieur de surface
Si et (1.58) le bilan sur le cylindre extérieur de surface So. Dans ces expressions, qi et qo
correspondent aux ﬂux radiatifs surfaciques sur les surfaces du cylindre intérieur et extérieur
respectivement, et σS la constante de Stefan. Les surfaces Si et So sont les surfaces latérales
des cylindres et s'expriment : Si = piDiL et So = piDoL. Les facteurs de forme, dans cette
conﬁguration, s'écrivent :
Fi−i = 0 Fi−o = 1 Fo−i =
Si
So
Fo−o = 1− Si
So
(1.59)
L'expression du ﬂux radiatif entre les deux cylindres s'écrit alors :
qi =
σS(T
4
i − T 4o )
1
i
+ Di
Do
( 1
o
− 1) (1.60)
Le ﬂux sur la surface du cylindre extérieur peut ensuite être obtenu à partir de la conser-
vation de l'énergie : Siqi + Soqo = 0.
1.3 Détermination des échauﬀements dans les jeux de barres
La connaissance des transferts thermiques dans les GIS passe par la connaissance des
phénomènes magnétiques. La prise en compte de ces phénomènes permet de déterminer la
puissance dissipée par eﬀet Joule dans les pièces dans lesquelles circule le courant (conducteur,
connexions...) et dans lesquelles circule un courant induit (cuve). Ces puissances sont ensuite
utilisées pour calculer l'augmentation de température entraînée. Pour cela, plusieurs méthodes
sont utilisées dans la littérature. Elles peuvent être classées en trois catégories : les méthodes
analytiques, les méthodes mixtes et les méthodes numériques.
1.3.1 Méthodes analytiques
1.3.1.1 Principe
Les méthodes analytiques sont basées sur l'évaluation des puissances dissipées par eﬀet
Joule et le calcul des transferts thermiques à partir d'expression obtenues analytiquement ou
expérimentalement. Ces méthodes sont simples, c'est pourquoi elles sont utilisées dans les
premières études des échanges thermiques dans l'appareillage électrique. Dans les années 70,
Prager et al. [44] les appliquent pour évaluer l'inﬂuence du vent et du rayonnement solaire sur
les températures d'un jeu de barres en fonctionnement. Leur objectif est de calculer le courant
maximal pouvant circuler dans tous les types de conducteurs utilisés à l'époque (cylindrique,
tubulaire, angulaire...).
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Le bilan de puissance réalisé sur l'extérieur de la cuve donne :
I =
√
qc + qr − qs
RF
(1.61)
où I est le courant eﬃcace circulant dans le conducteur, R la résistance électrique et F un
coeﬃcient d'eﬀet de peau. qc, qr et qs correspondent aux ﬂux de chaleur convectif (convection
naturelle ou forcée), radiatif et solaire respectivement. Ils calculent le ﬂux radiatif à par-
tir de la loi de Stefan-Boltzmann et les ﬂux convectifs à partir des corrélations établies par
McAdams [45] qui décrivent la convection naturelle ou forcée sur une plaque ou autour d'un
cylindre. Le rayonnement solaire est obtenu à partir d'une expression proposée par Yellot [46].
Dans les années 80, l'équipe de Minaguchi [47] étudie expérimentalement et analytique-
ment les augmentations de températures dans un GIL (Gas Insulated Lines), ainsi que l'in-
ﬂuence du vent, du rayonnement solaire et du positionnement de l'appareil (horizontal ou
vertical) sur les températures. Contrairement à Prager et al., il prend en compte les transferts
de chaleur radiatif et convectif entre le conducteur et la cuve, en plus de ceux à l'extérieur
de la cuve. D'après le modèle de Kirchhoﬀ, il représente les transferts thermiques ayant lieu
dans un jeu de barres par un circuit électrique équivalent (Fig.1.14).
Figure 1.14  Circuit électrique équivalent des transferts thermiques dans un GIL proposé
par l'équipe de Minaguchi et al. [47]
Dans ce circuit, les potentiels T1 et T2 correspondent aux températures du conducteur et
de la cuve respectivement, et Ta à la température ambiante. W1 et W2 sont les puissances
dissipées par eﬀet Joule par le conducteur et la cuve respectivement, etW3 est l'augmentation
de chaleur entraînée par le rayonnement solaire sur la cuve. Ces puissances sont exprimées
en W.m−1. R1 est la résistance thermique entre le conducteur et la cuve. R2 est la résistance
thermique entre la cuve et l'air ambiant. Le courant i1 correspond au ﬂux de chaleur entre le
conducteur et la cuve et i2, celui entre la cuve et l'air ambiant.
Le caractère transitoire du problème est aussi pris en compte dans ce circuit. Les tempé-
ratures et puissances dépendent du temps. Ceci est traduit par les capacités thermiques C1
du conducteur, C2 du gaz et C3 de la cuve. Ces capacités représentent le stockage de chaleur
dans les volumes du modèle au cours du temps.
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Ce circuit permet d'écrire le bilan des transferts de chaleur dans le GIL sous forme d'un
système d'équations :{
W1(t) = (C1 +
C2
2
)dT1(t)
dt
+ i1(t)
W2(t) +W3(t) = (C3 +
C2
2
)dT2(t)
dt
+ i2(t)− i1(t)
(1.62)
Les ﬂux de chaleur i1 et i2 sont exprimés à partir des ﬂux convectif radiatif et solaire :{
i1(t) = i1r(t) + i1c(t)
i2(t) = i2r(t) + i2c(t) + i2w(t)
(1.63)
où i1r et i1c sont les ﬂux radiatif et convectif entre le conducteur et la cuve. i2r et i2c
correspondent aux mêmes ﬂux à l'extérieur de la cuve. i2w caractérise la dissipation due au
vent (terme de convection forcée).
Le ﬂux i1 est exprimé en fonction des ﬂux radiatif et convectif entre le conducteur et la
cuve : 
i1(t) = i1r(t) + i1c(t)
i1r(t) = 5.67pid1
((
T1(t)+273
100
)4
+
(
T2(t)+273
100
)4)
1
1
1
+
d1
d2
(
1
2
−1
)
i1c(t) = K1(p+ 1)
0,65d0,75(T1(t)− T2(t))1,25
(1.64)
Le ﬂux i2 est exprimé en fonction des ﬂux radiatif et convectif entre le la cuve et l'air
ambiant, ainsi que le ﬂux dû au vent (convection forcée) :
i2(t) = i2r(t) + i2c(t) + i2W (t)
i2r(t) = 5.67pid3
((
T2(t)+273
100
)4
−
(
Ta(t)+273
100
)4)
3
i2c(t) = K2d
0,75
3 (T2(t)− Ta(t))1,25
i2W (t) = K3(v(t)d3)
0,6)(T2(t)− Ta(t))
(1.65)
Dans les équations (1.64) et (1.65), d1 correspond au diamètre du conducteur, d2 et d3
correspondent au diamètre intérieur et extérieur de la cuve respectivement. Les coeﬃcients K
caractérisent la convection entre le conducteur et la cuve (K1), entre la cuve et l'air ambiant
(K2) et la convection forcée due au vent (K3). p désigne la pression du gaz. 1 correspond
à l'émissivité du conducteur, 2 et 3 correspondent à l'émissivité intérieur et extérieur de la
cuve respectivement. v est la vitesse du ﬂux d'air.
Les ﬂux radiatifs sont déterminés avec la loi de Stefan-Boltzmann. Les ﬂux convectifs sont
calculés à l'aide des expressions et coeﬃcients proposés par l'équipe de Itaka [48], également
basés sur les corrélations de McAdams [45]. En revanche, ils ne proposent pas d'expression
permettant de déterminer le ﬂux dû au rayonnement solaire.
Dans les modèles de Prager et al. [44] et Minaguchi et al. [47], le ﬂux radiatif est pro-
portionnel à la diﬀérence de la puissance quatrième des températures. Le ﬂux de convection
forcée est proportionnel à la diﬀérence de température. En revanche, le ﬂux de convection
naturelle est proportionnel à la diﬀérence de température à la puissance 1, 25.
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Dans la continuité des travaux de Prager et al. et Minaguchi et al., l'équipe de Coneybeer
[49] propose un bilan d'énergie dans un jeu de barres isolé à l'air :
ρCpV
dT
dt
= I2R(T ) + αsApqs − hAs(T − Ta)− σSAs(T 4 − T 4a ) (1.66)
où T et Ta sont les températures du jeu de barres et ambiante, respectivement. ρ est
la masse volumique et Cp la capacité caloriﬁque de l'air. V est le volume et As la section
du conducteur et Ap la surface projetée. I est le courant circulant dans le conducteur et R
la résistance électrique, dépendant de la température (1.67). αs est l'absorptivité solaire, 
l'émissivité du conducteur, σS la constante de Stefan et h le coeﬃcient de convection autour
du conducteur.
R(T ) =
ρT0L
S
(1 + αT (T − T0)) (1.67)
L'équation (1.67) exprime la dépendance de la résistance électrique du conducteur en fonc-
tion de la température. Dans cette équation, ρT0 représente la résistivité du conducteur à la
température T0, L la longueur et S la surface. αT est le coeﬃcient de température.
Coneybeer et al. prennent aussi en compte le rayonnement solaire incident qs. Ils expriment
le ﬂux radiatif en fonction de la diﬀérence de la puissance quatrième des températures à
l'aide de la loi de Stefan-Boltzmann. En revanche, le ﬂux de convection naturelle et forcée
est proportionnel à la diﬀérence de température. Ces ﬂux sont calculés à partir d'expressions
précédemment proposées par Incropera et Dewitt [27] et Davis [50] dans le cas d'un conducteur
de section tubulaire ou rectangulaire. Il suppose également la densité de courant uniforme dans
la section du conducteur.
En régime stationnaire, le terme dépendant du temps dans l'équation (1.66) est nul et la
résolution devient plus simple. En régime transitoire, Coneybeer et al. utilisent les méthodes
numériques pour résoudre le problème.
Plus récemment, en 2010, Xing et al. [51] ont cherché à déterminer l'inﬂuence du gaz
contenu dans un GIL sur les augmentations de température à partir d'un modèle très simple.
En eﬀet, ils réalisent un bilan des puissances échangées dans leur modèle composé d'un conduc-
teur et d'une cuve. La puissance dissipée par eﬀet Joule Qg suite au passage du courant dans
le conducteur est calculée en négligeant l'eﬀet de peau et en supposant la résistivité ρc dé-
pendante de la température. La convection autour de la cuve est prise en compte (Qair) mais
le rayonnement est négligé. Ils considèrent également la conduction dans l'épaisseur de la
cuve Qtm. Entre le conducteur et la cuve, les transferts radiatif et convectif sont assimilés à
un échange conductif (Qtg) de conductivité thermique équivalente λg. La conservation de la
puissance leur permet d'écrire :
Qg = Qtg = Qtm = Qair (1.68)
avec 
Qg = I
2 ρc
S
Qtg = 2piλg
Tc−Ti
ln(Ri)−ln(Rc)
Qtm = 2piλm
Ti−Ts
ln(Rs)−ln(Ri)
Qtg = 2piRsh(Ts − Tair)
(1.69)
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Dans ce système d'équations, Tc est la température du conducteur, Ti et Ts sont les tem-
pératures des parois intérieure et extérieure de la cuve respectivement. Tair est la température
ambiante. λm est le coeﬃcient de conduction de la cuve et h le coeﬃcient de convection de
l'air. Rc est le rayon du conducteur, Ri et Rs les rayons intérieur et extérieur de la cuve. S
correspond à la section de passage du courant.
La conductivité équivalente λg est déterminée à l'aide de températures mesurées expéri-
mentalement sur le dessus, le côté et le bas de la cuve. Dans une section donnée, la température
n'étant pas uniforme, l'équipe de Xing choisit de diviser l'espace en quatre zones (Fig.1.15)
et calcule un λg diﬀérent dans chaque zone.
Figure 1.15  Division de la section de la cuve en plusieurs zones de coeﬃcient équivalent
λg identique par Xing et al. [51]
Les méthodes analytiques sont pratiques à utiliser pour leur simplicité. Leur inconvénient
est qu'elles ne sont applicables qu'à des géométries présentant des symétries (conducteur
circulaire, rectangulaire) pour lesquelles existent des relations permettant de calculer les phé-
nomènes électromagnétiques et thermiques.
1.3.1.2 Thermal network method
Dans le but de simpliﬁer la mise en place et la résolution du circuit électrique équivalent,
une méthode a été proposée par l'Université Technique de Dresden en collaboration avec
l'industriel ABB. Il s'agit de la méthode Thermal Network, principalement utilisée dans le
domaine de la moyenne tension. La construction du circuit et la résolution du problème
sont gérées par un logiciel (par exemple PSPICE [52]). Celui-ci met à disposition diﬀérents
composants électriques équivalents ainsi que des sous systèmes. Il permet alors d'étudier
des géométries plus complexes, comme celle résolue par Gramsch et al. [53] (Fig.1.16). Les
principaux avantages de cette méthode sont les faibles temps et capacité de calcul permettant
d'aboutir à un résultat convenable, notamment en comparaison avec les méthodes numériques
(développées plus loin).
Comme dans le circuit électrique équivalent de Minaguchi et al., les courants représentent
les ﬂux de chaleur échangés. Les potentiels correspondent aux températures des éléments du
modèle. Les résistances caractérisent les modes de transfert thermique et les capacités, le sto-
ckage de chaleur par les éléments.
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Figure 1.16  Représentation, proposée par Gramsch et al. [53], des transferts thermiques
dans un appareil électrique moyenne tension isolé à l'air par un circuit électrique équivalent
à l'aide de la méthode thermal network
Gramsch et al. expriment la résistance thermique de convection à partir du nombre de
Nusselt Nu :
Rcv =
Lc
NuλS
(1.70)
où Lc est la longueur caractéristique, S la surface d'échange et λ la conductivité thermique
du ﬂuide. Ils expriment le nombre de Nusselt à partir des nombres de Grashof Gr et de Prandtl
Pr ou de Reynolds Re, selon le type de convection (naturelle ou forcée) :{
Nu = c1(GrPr)
n1 convection naturelle
Nu = c2(Re)
n2 convection force´e
(1.71)
Les coeﬃcients c1, c2 n1 et n2 dépendent du ﬂuide, de la géométrie et du régime de
convection (laminaire ou turbulent).
La résistance thermique de rayonnement est écrite de manière à prendre en compte la dé-
pendance de ce transfert à la puissance quatrième de la température, dans le circuit électrique
où la résistance est proportionnelle à la diﬀérence de potentiels. Dans le cas de deux surfaces
de même émissivité , de températures T1 et T2, rayonnant l'une sur l'autre, cette résistance
s'écrit :
Rray =
T1 − T2
σSS(T 41 − T 42 )
(1.72)
Dans l'équation (1.72), S la surface d'échange et σS la constante de Stefan.
Dans le cas d'un courant alternatif circulant dans le ou les conducteurs, la prise en compte
de l'eﬀet de peau et des eﬀet de proximité dans le calcul de la puissance dissipée par eﬀet Joule
est nécessaire. Des corrélations permettant de calculer cette puissance dans un conducteur
de géométrie quelconque sont, par exemple, proposées par Levasseur [20]. Schoﬀner et al.,
Schoenemann et al. et Dong et al. l'exprime en fonction d'un coeﬃcient d'eﬀet de peau κ
[5456] :
P = κRI2 (1.73)
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où P est la puissance dissipée par eﬀet Joule, R la résistance électrique en courant continu
et I le courant eﬃcace. R dépend de la température et est calculée à partir de l'équation
(1.67). Schoenemann et al. et Dong et al. déterminent la valeur du coeﬃcient κ à partir de
simulations numériques réalisées à l'aide d'un outil d'éléments ﬁnis.
De manière générale, la méthode Thermal Network permet d'aboutir à des résultats d'une
précision raisonnable avec des capacités et des temps de calculs faibles par rapport aux simu-
lations numériques. Néanmoins, pour chaque nouvelle géométrie, les coeﬃcients des équations
(1.71) et (1.67) à partir desquels sont calculés les composants électriques du circuit équivalent
sont à déterminer à l'aide de résultats expérimentaux ou de simulations numériques [5456].
1.3.2 Méthode mixte
Comme l'ont montré les méthodes précédentes, il n'est pas simple d'évaluer la puissance
dissipée par eﬀet Joule dans un appareil électrique. Aussi la méthode des éléments ﬁnis est uti-
lisée pour étudier les phénomènes électromagnétiques dans un appareil électrique. Elle permet
de calculer avec plus de précision la densité de courant dans la géométrie étudiée, en prenant
en compte l'eﬀet de peau et les eﬀets de proximité. Les bases de l'étude électromagnétique
à l'aide d'un outil d'éléments ﬁnis, couplée à une analyse thermique sont posées par Garg et
al. [57] et Labridis et al. [58] dans la ﬁn des années 80. Ce dernier l'applique à des jeux de
barres monophasés et triphasés enterrés.
Cette méthode consiste à découper la géométrie étudiée en petits éléments formant un
maillage. La densité de courant en chaque n÷ud du maillage est calculée en résolvant les
équations de Maxwell dans l'approximation des régimes quasi statiques. La puissance dissipée
par eﬀet Joule en chaque n÷ud en est alors déduite. Les températures sont ensuite obtenues
à partir de relations de la littérature, par itération (pour prendre en compte l'inﬂuence des
températures sur les conductivités électriques des pièces conductrices).
L'équipe de S.W. Kim [59] reprend cette méthode pour calculer l'augmentation de tempé-
rature due au passage du courant dans un jeu de barres monophasé. Sa géométrie est composée
d'un conducteur placé dans une cuve remplie de SF6 (Fig.1.17). Le courant circule dans le
conducteur et produit un courant induit dans la cuve. L'outil d'éléments ﬁnis calcule donc la
puissance dissipée dans le conducteur et dans la cuve. Les simulations sont réalisées en deux
dimensions.
Figure 1.17  Modèle d'échanges thermiques selon Kim et al. [59]
Comme le montre la Fig.1.17, l'équipe de S.W. Kim prend en compte (comme ses prédéces-
seurs) les transferts convectif et radiatif entre le conducteur et la cuve, ainsi qu'à l'extérieur
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de la cuve. En revanche, il ne considère ni le rayonnement solaire, ni les circulations d'air
à l'extérieur de la géométrie. Le bilan de puissance qui en résulte est en accord avec celui
de Minaguchi et al. [47] dans le cas stationnaire, sans vent ni rayonnement solaire (1.62) et
(1.63) : {
Q1 = qconv + qray
Q1 +Q2 = q
′
conv + q
′
ray
(1.74)
où Q1 et Q2 sont les puissances dissipées par eﬀet Joule par le conducteur et la cuve
respectivement. qconv et qray sont les ﬂux de chaleur échangés par convection et rayonnement
entre le conducteur et la cuve et q′conv et q
′
ray ceux échangés à l'extérieur de la cuve.
Le ﬂux radiatif à l'intérieur de la cuve (en W ) est donné par :
qray = σS(T
4
1 − T 42 )S1
(
1
1
+
S1
S2
(
1
2
− 1
))−1
(1.75)
Le ﬂux radiatif à l'extérieur de la cuve est exprimé avec la loi de Stefan-Boltzmann. Le
ﬂux convectif entre le conducteur et la cuve est exprimé à l'aide de la corrélation proposée
par Raithby et Hollands [26] dans le cas d'une convection naturelle entre deux cylindres
concentriques horizontaux, en régime laminaire. En ce qui concerne la convection à l'extérieur
de la cuve, une expression détaillée par Incropera et Dewitt [27] est utilisée.
L'équipe de J.K. Kim [60] applique également cette méthode à un jeu de barres monophasé
et tous deux obtiennent des diﬀérences de température inférieures à 2K sur le conducteur et
la cuve par rapport aux mesures expérimentales. Avec cette méthode, l'équipe de S.W. Kim
trouve une température supérieure d'environ 6K dans le SF6 par rapport aux expériences.
Li et al. [61] appliquent aussi cette méthode, en trois dimensions, sur un jeu de barres
monophasé composé de trois cuves alignées. Ils obtiennent également des diﬀérences de tem-
pératures par rapport aux mesures expérimentales d'environ 2K.
1.3.3 Méthodes numériques
Chakir et al. [35] sont les premiers à utiliser un code CFD (computational ﬂuid dynamics)
pour calculer les transferts de chaleur dans un appareil électrique. Ils s'intéressent à la convec-
tion turbulente dans un GIL qu'ils assimilent à deux cylindres concentriques. Ils utilisent un
logiciel basé sur la méthode des éléments ﬁnis résolvant les équations de Navier-Stokes, in-
cluant la turbulence avec un modèle k −  et des fonctions de paroi.
Seuls les échanges thermiques à l'intérieur de la cuve sont pris en compte. En plus de la
convection est considéré le rayonnement en supposant les émissivités des parois très petites
(0,08). Ils testent diﬀérentes conditions aux limites sur les cylindres : une température imposée
ou un ﬂux imposé et prennent en compte les phénomènes électromagnétiques à travers ces
conditions aux limites. La diﬀérence maximale entre les températures calculées par simulation
et celles mesurées expérimentalement atteint 15 %.
Par la suite, l'équipe de Yoon [62] couple la résolution des phénomènes électromagnétiques
à l'aide des éléments ﬁnis aux calculs des transferts thermiques à l'aide d'un code CFD uti-
lisant la méthode des volumes ﬁnis. Pour cela, elle réalise des simulations avec deux logiciels
d'Ansys [24] (CFX pour calculer les échanges thermiques et un logiciel d'électromagnétisme
dont ils ne précisent pas le nom). Leur compatibilité lui permet d'utiliser les puissances cal-
culées par le logiciels d'éléments ﬁnis comme terme source du calcul du logiciel de volumes
ﬁnis. La géométrie traitée est un jeu de barres triphasé composé d'une cuve en croix, en trois
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dimensions. Le rayonnement entre les conducteurs et la cuve est négligé. Les expressions uti-
lisées pour les transferts radiatif et convectif à l'extérieur de la cuve ne sont pas détaillées. La
diﬀérence entre les températures obtenues avec cette méthode et celles mesurées expérimen-
talement varie entre 1K et 5K à 2000A et entre 2K et 12K à 4000K.
1.3.4 Les récentes avancées
1.3.4.1 Simulation numérique
Les transferts thermiques dans les appareils électriques ont été beaucoup étudiés ces trois
dernières années, en particulier à l'aide d'outils numériques. L'accent a été mis sur la mo-
délisation, souvent complexe, des échanges thermiques dans les appareils. Les phénomènes
électromagnétiques, lorsqu'ils sont pris en compte, sont obtenus par résolution des équations
de Maxwell à l'aide d'un outil utilisant la méthode des éléments ﬁnis.
Comme il a été évoqué précédemment, des échanges convectif et radiatif sont observés
dans un jeu de barres, entre le (ou les) conducteur et la cuve, ainsi qu'à l'extérieur de la
cuve avec l'air ambiant. Dans l'aluminium composant le conducteur et la cuve, les transferts
thermiques se font par conduction.
Jusque dans les années 90, l'inﬂuence du rayonnement solaire et du vent sur les transferts
thermiques à l'extérieur de la cuve a été prise en compte. Depuis, ces phénomènes sont négligés
car les normes IEC [9] imposent des températures maximales à ne pas dépasser lors d'essais
de qualiﬁcation réalisés à l'abri du vent et du rayonnement solaire. Ceci s'explique également
par le fait que les GIS sont principalement utilisés en intérieur.
Diﬀérentes modélisations des échanges thermiques dans un jeu de barres monophasé [37,
63,64] et triphasé [8, 6569] ont été proposées dans la littérature.
1.3.4.1.1 Convection turbulente Dans toutes ces études, un code CFD est utilisé pour
résoudre la convection naturelle entre le (ou les) conducteur et la cuve. Seuls Novak et Koller
[8,65], Kaufmann et al. [37] et Paul et al. [63] considèrent le régime de convection turbulente.
Dans le GIS, Paul et al. estiment le nombre de Rayleigh de l'ordre de 108 et Kaufmann et al.
l'estiment égal à 1.5 109. En ce qui concerne les modèles de turbulence, Novak et Koller [65]
optent pour un modèle k− , Kaufmann et al. pour un modèle SST (Shear Stress Transport)
et Paul et al. choisissent un modèle SST k − ω.
Le maillage des couches limites en régime turbulent est un point important, caractérisé
par la distance adimensionnée à la paroi y+. Elle permet de caractériser la couche limite
turbulente et sert notamment à déﬁnir des lois pariétales utilisées pour calculer la vitesse de
l'écoulement. Ce paramètre est également utile pour caractériser les dimensions du maillage
de la couche limite turbulente. Il est calculé de la manière suivante [28] :
y+ =
ycu∗
ν
avec u∗ =
√
τp
ρ
et τp = µ
(
∂u
∂y
)
y=0
(1.76)
Avec u∗ la vitesse de friction, τp la contrainte de cisaillement à la paroi, ν, µ et ρ la viscosité
cinématique, dynamique et la masse volumique du ﬂuide et y la coordonnée perpendiculaire
à la paroi. Le paramètre yc correspond à la distance entre la paroi et le centre de la première
maille. Dans les simulations de Paul et al. ce paramètre vaut environ 1. Kaufmann et al. le
ﬁxent strictement inférieur à 1.
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1.3.4.1.2 Convection extérieure La température de la cuve est inﬂuencée par les échanges
de chaleur à l'extérieur de la cuve. L'échange convectif entre la cuve et l'air ambiant n'est pas
modélisé de la même manière selon les auteurs. Novak et Koller [8, 65], Sohn et al. [66], Wu
et al. [64, 68, 69] considèrent un volume d'air ambiant autour du jeu de barres et résolvent
les équations de Navier-Stokes dans ce volume. Les équipes de Paul [63], Qiu [67] et Kauf-
mann [37] préfèrent appliquer une condition limite à la surface de la cuve : une température
ﬁxée [63] ou une valeur du coeﬃcient de convection [67].
1.3.4.1.3 Rayonnement En ce qui concerne le rayonnement à l'intérieur et à l'extérieur
de la cuve, tous le prennent en compte dans leur simulation à l'aide d'une condition aux
limites. En revanche, aucun d'eux n'utilise de modèle pour résoudre le rayonnement.
L'émissivité des surfaces du GIS inﬂuence les températures calculées [65]. Aussi le choix des
valeurs d'émissivité appliquées aux surfaces dans les simulations est important. Ce paramètre
caractérise l'état de surface et dépend notamment de la température [70], mais aussi de
l'humidité et peut varier au cours du temps [71,72].
Dans le cas du jeu de barres haute tension, les conducteurs et la cuve sont généralement
composés d'un alliage d'aluminium. Les conducteur sont polis et la cuve peut être peinte. Dans
la littérature, des mesures d'émissivité de diﬀérentes surfaces ont été eﬀectuées [37,44,70]. Les
valeurs obtenues dans le cas d'une surface en aluminium sont comprises entre 0, 04 et 0, 19
selon l'état de surface. Les valeurs d'émissivité d'une couche de peinture varient entre 0, 87 et
0, 97 pour les laques et entre 0, 27 et 0, 67 pour les peintures en aluminium.
N'ayant pas de valeur d'émissivité pour leurs simulations, Novak et Koller [65] proposent
une méthode approchée permettant d'obtenir un ordre de grandeur de ces valeurs. Leur géomé-
trie est composée d'un conducteur en alliage d'aluminium placé dans une cuve peinte, remplie
de SF6. Ils réalisent des simulations électromagnétiques couplées à des simulations thermiques
pour calculer les températures atteintes suite au passage du courant dans le conducteur. Ils
testent diﬀérentes émissivités de la surface du conducteur (i = 0; 0, 1; 0, 3) et de la surface de
la cuve (o = 0; 0, 3; 0, 6; 0, 85). Ils comparent les températures obtenues par simulations aux
températures mesurées expérimentalement et choisissent le couple (i, o) permettant d'ob-
tenir les températures les plus proches des températures expérimentales. Ces valeurs sont
i = 0, 1 et o = 0, 85.
1.3.4.1.4 Couplage électro-thermique Lorsque les phénomènes électromagnétiques sont
pris en compte dans les simulations, les puissances dissipées par eﬀet Joule obtenues sont utili-
sées comme terme source dans le calcul des échanges thermiques. Plusieurs auteurs proposent
même de déterminer ces puissances par itérations [8,6466,69]. En eﬀet, puisqu'ils prennent en
considération la dépendance de la conductivité électrique des matériaux à la température, ils
cherchent à observer la variation des puissances dissipées lorsque la température varie. Aussi,
un premier calcul des puissances dissipées est réalisé à une température initiale donnée. A
partir de ces puissances, un calcul des échanges thermiques est eﬀectué et permet d'obtenir
les températures ﬁnales. Ces températures sont alors réutilisées pour calculer les puissances
dissipées par eﬀet Joule. Plusieurs itérations sont ainsi réalisées jusqu'à ce que les tempéra-
tures initiales et ﬁnales soient très proches. Cette méthode de couplage est bien représentée
par l'organigramme de la Fig.1.18 [73].
Novak et Koller [8,65] étudient l'inﬂuence de la prise en compte ou non de la variation de
température dans l'évaluation des puissances dissipées par eﬀet Joule. Ils nomment méthode
"bidirectionnelle" celle consistant à calculer les puissances en plusieurs itérations dépendant
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Figure 1.18  Couplage entre le calcul des puissances dissipées par eﬀet Joule et celui des
échanges thermiques [73]
de la température calculée par la CFD, et "unidirectionnelle" la méthode ne prenant pas en
compte la variation de température. Ils observent une variation de température comprise entre
2K et 3K selon la méthode utilisée.
Bedkowski et al. [74] ont également étudié l'inﬂuence du couplage sur les températures
calculées dans un appareil électrique basse tension. Comme Novak et Koller ils constatent
que les températures calculées à partir d'un couplage unidirectionnel sont moins ﬁables que
celle obtenues à l'aide du couplage bidirectionnel. En revanche, l'erreur peut être réduite en
appliquant dans le calcul électromagnétique une température initiale la plus proche possible
de la température réelle.
1.3.4.1.5 Prise en compte des contacts Lors de la modélisation en trois dimensions
d'un appareil électrique, une nouvelle diﬃculté apparaît : il s'agit de la modélisation des
contacts [68,75]. En eﬀet, les appareils ne sont pas composés d'une pièce unique dans laquelle
circule le courant, mais d'un assemblage d'éléments. Lorsqu'il circule, le courant passe donc
plusieurs fois d'un élément conducteur à un autre. Cependant, comme le montre Holm [76]
ou encore Braunovic [77], le contact entre deux pièces conductrices n'est pas parfait et l'aire
conductrice de contact dépend des aspérités à la surface des matériaux [76,77] (Fig.1.19). La
surface de passage du courant est réduite ce qui engendre une densité de courant plus élevée
et donc d'importantes augmentations de température au voisinage de ce contact.
Parmi les nombreux travaux réalisés sur la modélisation des contacts, l'équipe de Wu
[68, 69] propose de modéliser des doigts de contact par une résistance (Fig.1.20), mais ne
détaille pas la méthode appliquée pour la modélisation. La valeur de la résistance de contact
R appliquée dans les simulations est égale à celle mesurée expérimentalement sur ce contact.
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Figure 1.19  Imperfection du contact entre deux pièces conductrices [77]
Figure 1.20  Modélisation de doigts de contact par une résistance proposée par l'équipe de
Wu [68, 69]
1.3.4.2 Approche analytique
Dans le but de réduire les coûts dus aux expériences et de trouver une méthode plus simple
et plus rapide que les méthodes numériques, Sun et al. [78] ont proposé très récemment (ﬁn
2013) une méthode analytique plus précise que les méthodes précédentes. Elle permet de
calculer les températures et les ﬂux de chaleurs échangés suite au passage du courant dans un
jeu de barre monophasé en deux dimensions. Cette méthode est proche de celle développée au
Chapitre 3, où une comparaison entre les résultats obtenus et ceux de Sun et al. sera proposée.
1.3.5 Absorption du rayonnement thermique par le SF6
Le rayonnement est un transfert d'énergie sous forme d'ondes électromagnétiques. Ces
ondes ont diﬀérentes longueurs d'onde, chacune correspondant à un certain niveau d'énergie.
Les ondes composant le rayonnement émis par une surface ou un milieu ont des longueurs
d'ondes comprises sur tout le spectre, mais la plus grande partie du transfert se fait sur un
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petit intervalle de longueur d'onde. Cet intervalle dépend de la température de l'émetteur. La
loi de Wien permet de calculer la longueur d'onde à laquelle l'énergie du rayonnement émis
est maximale [79] :
λlT = 2898 [µm.K] (1.77)
Cette relation est valable pour un corps noir de température T .
Dans l'application du GIS, les températures en jeu sont comprises entre 20C et 110C.
D'après la loi deWien l'intervalle des longueurs d'onde principales est [7, 5; 9, 9]µm. La princi-
pale bande d'absorption du SF6 se situe entre 10, 5µm et 10, 6µm [80,81]. Elle est très proche
de l'intervalle de longueur d'onde du GIS et pourrait avoir une inﬂuence sur le transfert radia-
tif. L'absorption du rayonnement par le SF6 dans un GIS dans ces gammes de températures
n'a pas été étudiée dans la littérature (l'absorption du rayonnement par le SF6 est étudiée
dans les plasmas de SF6 lors de la formation d'un arc électrique dans un disjoncteur haute
tension [82]). Son inﬂuence à basse température n'est pas connue.
1.4 Les solutions pour réduire la température
Les normes imposant des températures maximales à ne pas dépasser lors du fonctionne-
ment du GIS, il est important de savoir calculer les transferts de chaleur durant l'étape de
développement de l'appareil. Il est également nécessaire de trouver des solutions pour ré-
duire les températures de ces appareils car elles constituent souvent le critère limitant son
dimensionnement. Ces solutions permettraient ainsi d'améliorer les performances du GIS (en
augmentant le courant nominal par exemple) et ainsi de répondre à la croissance de la consom-
mation énergétique mondiale.
Plusieurs solutions ont été proposées pour réduire les échauﬀements dans le GIS. Cer-
taines utilisent un écoulement de convection forcée du SF6 à l'intérieur de la cuve à l'aide
d'un ventilateur [83, 84] (Fig.1.21). Une autre solution consiste à extraire la chaleur, tou-
jours à l'intérieur de la cuve, en évaporant le gaz préalablement introduit à l'état liquide [85]
(Fig.1.22). La liquéfaction est eﬀectuée à l'extérieur de l'appareil, à l'aide d'un système de
refroidissement.
Figure 1.21  Réduction des échauﬀements par production d'un écoulement de convection
forcée du SF6 à l'intérieur de la cuve [83]
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Figure 1.22  Système permettant le refroidissement du GIS par évaporation de gaz liquide
[85]
Ces solutions sont dites actives car elles nécessitent un système alimenté électriquement
pour fonctionner et sont sujettes à des pannes. C'est pourquoi ce type de solution a peu de
succès auprès des utilisateurs préférant des solutions passives pour réduire les échauﬀements.
Ce type de solutions consiste, par exemple, à modiﬁer la géométrie du GIS de manière à
augmenter la surface d'échange et ainsi d'augmenter le transfert de chaleur du conducteur
à l'extérieur de la cuve [86] (Fig.1.23). L'amélioration des transferts convectif et radiatif à
l'extérieur de la cuve a également été proposée [87].
Figure 1.23  Amélioration du transfert de chaleur entre le conducteur et la cuve par aug-
mentation de la surface d'échange [86]
Le principe de refroidissement par changement de phase a aussi été adapté sous forme
passive à l'aide d'un caloduc, dans le cas d'un appareil électrique moyenne tension [88]. Le
liquide dans le compartiment bas du caloduc (zone A de la Fig.1.24) est chauﬀé par la chaleur
de l'appareil. Cette chaleur est ainsi extraite et utilisée pour évaporer le liquide qui passe à
l'état gazeux et se déplace vers la zone froide (zone C de la Fig.1.24). La chaleur est alors
dissipée à l'extérieur de l'appareil et le gaz, refroidi, se condense pour passer de nouveau à
l'état liquide. Dans ce système, le gaz condensé retourne dans la zone chaude sous l'eﬀet de
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la gravité. D'autres moyens existent comme l'utilisation d'un réseau capillaire entraînant le
liquide sous l'eﬀet des forces dues à la tension superﬁcielle [89].
Figure 1.24  Principe du caloduc [88]
Une grande partie des solutions permettant de réduire les échauﬀement dans les appareils
électriques se base sur l'amélioration des transferts de chaleur. Un autre moyen d'y parvenir
consiste à réduire la puissance dissipée par le GIS. Novak [90] observe l'inﬂuence de la dis-
tance, de l'épaisseur et du matériau des cuves sur les puissances dissipées par eﬀet Joule. La
géométrie étudiée est un jeu de barres composé de trois conducteurs placés dans trois cuves
séparées. Il aboutit à la règle de conception géométrique suivante : placer les compartiments
(un conducteur et une cuve) les plus proches possibles les uns des autres permet de dissiper
moins de puissance.
1.5 Conclusion de l'étude bibliographique
L'étude bibliographique menée a montré que la connaissance des transferts thermiques
dans le GIS est importante d'un point de vue économique puisqu'elle permet d'augmenter les
performances électriques de ces appareils dans le futur, tout en se conformant aux normes en
vigueur. Les industriels du domaine, tel que Siemens, cherchent donc à trouver des solutions
pour limiter l'élévation de température suite au passage du courant, ainsi qu'à comprendre et
améliorer les transferts thermiques et les phénomènes magnétiques dans ces appareils.
Les méthodes d'évaluation des échauﬀements dans le GIS ont mis en évidence les phéno-
mènes physiques mis en jeu. Le courant circulant étant alternatif, les phénomènes électroma-
gnétiques d'eﬀet de peau et de proximité ne sont pas négligeables. En ce qui concerne les modes
de transferts de chaleur, l'étude bibliographique a montré la complexité de modélisation de la
convection et du rayonnement pour des géométries réelles. Des modèles numériques existent
pour évaluer le transfert convectif, après avoir déterminé la nature laminaire ou turbulente
de l'écoulement. Le choix de ce modèle n'est pas évident car ses performances dépendent de
la conﬁguration étudiée. Il en est de même pour le transfert radiatif.
Dans les chapitres suivants une méthode numérique sera mise en place dans le but de déter-
miner les échauﬀements dans les GIS. La modélisation, par les logiciels choisis, des phénomènes
électromagnétiques et des diﬀérents modes de transferts de chaleur sera validée. Diﬀérents pa-
ramètres de simulations (dimensions du maillage, modèles de turbulence, de rayonnement...)
seront testés aﬁn de déterminer les plus adaptés à cette application. Ces simulations seront
ensuite appliquées à un jeu de barres monophasé et trimono, testés expérimentalement.
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Un modèle analytique sera également développé dans le but d'évaluer la part de chaque
mode de transfert de chaleur dans le GIS. Celui-ci permettra de mettre en évidence les phé-
nomènes les plus importants et les paramètres qui les inﬂuencent. Il donnera également des
pistes pour réduire les échauﬀements. Ce modèle sera également utilisé pour juger de la ﬁa-
bilité et de la précision des résultats numériques obtenus sur le jeu de barres monophasé et
tri-mono.
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Chapitre 2
Stratégie expérimentale et numérique
2.1 Outils expérimentaux
Dans le but de connaître l'élévation de température due au passage du courant dans le
GIS, des essais expérimentaux sont réalisés au sein de Siemens. Lors de ces essais, un cou-
rant alternatif circule dans le montage à tester, dans les conditions les plus proches possible
des conditions réelles de fonctionnement. La température est alors mesurée à l'aide de ther-
mocouples. Ces expériences servent principalement à vériﬁer que l'appareil testé répond aux
critères imposés par les normes de sécurité.
Les augmentations de température ont été mesurées dans un jeu de barre monophasé.
Cette partie décrit le montage expérimental, les moyens de mesure de température ainsi que
les diﬀérentes conﬁgurations testées.
2.1.1 Description du montage expérimental
Le montage expérimental est constitué d'un conducteur cylindrique contenu dans une cuve
remplie de SF6 sous pression (Fig.2.1). Le conducteur et la cuve sont composés d'un alliage
d'aluminium et ont un diamètre extérieur respectivement de d = 0, 12m et 0, 385m. La cuve
a une épaisseur de 0, 013m et le montage est long de 6m. Des compartiments tampon sont
placés aux deux extrémités du montage étudié dans le but de l'isoler de toute inﬂuence du
milieu ambiant (Fig.2.2). Les parois entre le module testé et les compartiments tampon sont
étanches au gaz.
Figure 2.1  Schéma du montage expérimental
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Figure 2.2  Schéma du montage expérimental
Deux géométries de conducteurs sont testées (Fig.2.3) : une première géométrie standard
et une géométrie développée dans le but de réduire les élévations de température dans les jeux
de barres [91,92] (dimensionnement de la géométrie du conducteur avec ouvertures détaillé à
l'Annexe D). Les caractéristiques des conducteurs sont résumées Tab.2.1.
Figure 2.3  Conﬁgurations de conducteurs testés
Tableau 2.1  Caractéristiques des conducteurs testés
Géométrie Diamètre (m) Epaisseur
(m)
Largeur d'ou-
verture (m)
Conductivité
électrique
(S.m−1)
Conducteur standard 0, 12 0, 015 - 31, 3 106
Conducteur avec ouvertures 0, 12 0, 02 0, 01 30, 3 106
Le montage est alimenté en courant alternatif à 50Hz à l'aide d'un transformateur de
courant. Ce courant parcourt le conducteur d'une extrémité à l'autre puis circule dans la cuve
pour revenir au transformateur et forme ainsi un circuit fermé (Fig.2.2). Cette conﬁguration
expérimentale de test ne permet pas de reproduire le fonctionnement réel. En eﬀet, en fonc-
tionnement normal, le courant ne circule pas dans la cuve, elle n'est parcourue que pas des
courants induits.
2.1.2 Mesure de température
Les températures sont mesurées à diﬀérents endroits du montage à l'aide de thermocouples
de type T. La précision de mesure de ces thermocouples après étalonnage est inférieure à 0, 1K.
Après placement, cette précision est de 2K. La mesure de température par le thermocouple
se fait au point de contact entre les deux ﬁls du thermocouple. Il est introduit dans un trou
percé dans la pièce à l'endroit où la température veut être connue. Lorsque ce point est en
dehors de la pièce, la température mesurée n'est pas celle de la pièce mais celle du ﬂuide
extérieur (Fig.2.4).
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Figure 2.4  Diﬀérence de placement des thermocouples
Ils sont placés sur le conducteur, les connexions, la cuve et dans le SF6 (Fig.2.5). Des
thermocouples sont également placés dans l'air autour du montage pour mesurer la tem-
pérature ambiante. Comme l'impose la norme IEC [9], ces températures sont mesurées par
trois thermocouples placés dans une bouteille contenant de l'huile à un environ un mètre du
montage.
Figure 2.5  Placement des thermocouples durant les expériences, dans les plans B, C et D
Les thermocouples mesurant la température de la cuve ne sont pas introduits dans la
matière pour ne pas l'endommager et conserver son étanchéité. Ils sont placés sur la cuve et
maintenus par un ruban adhésif en aluminium.
Les valeurs obtenues à l'issue de ces expériences sont une élévation de température, c'est-
à-dire une diﬀérence entre la température mesurée et la température ambiante. Elles sont
recueillies après stabilisation (lorsque la variation est inférieure à 1K par heure).
57
2.1.3 Mesure de résistance de contact
Le contact électrique entre les connexions reliant le montage testé aux compartiments
tampons et le conducteur n'est pas parfait. Les résistances électriques de ces contacts ont été
mesurées durant les essais et seront utilisées dans les simulations. La résistance est mesurée par
la méthode volt-ampèremétrique. L'appareil utilisé est un Acore AS7 10A− 100A. Il délivre
un courant continu de 100V qui traverse le contact. Le courant et la tension aux bornes de
ce contact sont alors mesurés et la résistance en est déduite à l'aide de la loi d'Ohm.
2.1.4 Mesure d'émissivité
Une caméra infra-rouge (Fluke Ti25 IR Fusion Technology) a été utilisée pour détermi-
ner les émissivités des surfaces extérieures du montage durant les expériences. Cet appareil
mesure le ﬂux radiatif émis par la surface et déduit sa température, à l'aide de la loi de
Stefan-Boltzmann, pour une valeur d'émissivité choisie. Au cours des essais, le ﬂux émis par
une surface très proche d'un thermocouple a été mesuré en introduisant diﬀérentes valeurs
d'émissivité dans la caméra. L'émissivité permettant une mesure de température par infra-
rouge la plus proche de la température mesurée par le thermocouple est considérée être celle
de la surface.
Les propriétés radiatives dont l'émissivité sont des grandeurs diﬃciles à déterminer. Celle-
ci dépend de l'état de surface et la moindre imperfection peut entraîner des variations impor-
tantes. La réﬂexion du rayonnement de l'air ambiant sur la surface vient également perturber
la mesure, en particulier lorsque la surface est brillante. De plus, la caméra infra-rouge n'étant
pas l'outil le plus adapté pour déterminer cette grandeur, les valeurs mesurées sont indicatives.
Elles sont résumées dans le tableau suivant Tab.2.2.
Le protocole de mesure appliqué étant le même pour les trois états de surface, une com-
paraison entre les émissivités obtenues est possible. Dans le cas de la peinture grise lisse et
brillante, la valeur de l'émissivité semble élevée pour une surface aussi réﬂéchissante. Ceci est
probablement dû à l'inﬂuence du rayonnement de l'air ambiant sur la mesure. Néanmoins,
pour les deux autres surfaces les émissivités mesurées sont en accord avec celles de la littéra-
ture présentées au Chapitre 1.
Tableau 2.2  Emissivités mesurées sur les surfaces extérieures du montage expérimental
Etat de surface Emissivité
Peinture grise lisse et brillante 0, 93
Peinture blanche lisse et mâte 0, 94
Alliage d'aluminium rugueux et mâte 0, 84
2.1.5 Conﬁgurations testées
Ces expériences sont faites à deux courants et deux pressions diﬀérents : 4000A, 5000A,
4, 7 bars et 6 bars. Deux conﬁgurations de conducteurs sont également testées (Fig.2.3) : un
conducteur standard, un conducteur avec ouvertures.
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2.2 Outils numériques
2.2.1 Introduction
L'augmentation de température dans le GIS due au passage du courant dans les pièces
qui le composent a également été étudiée avec des outils numériques. Le passage du courant
dans les conducteurs et la puissance générée par eﬀet Joule peuvent être déterminés à l'aide
d'un logiciel d'électromagnétisme et les transferts de chaleur dans le GIS peuvent être calcu-
lés par un logiciel de mécanique des ﬂuides. Les logiciels utilisant la méthode des intégrales
ﬁnies CST et la méthode des volumes ﬁnis CFX, utilisés chez Siemens, serviront à réaliser les
modélisations électromagnétique et mécanique des ﬂuides.
L'objectif de la deuxième partie de ce chapitre est de valider la modélisation des phé-
nomènes physiques ayant lieu dans le GIS avec ces logiciels de simulation. Pour cela, ces
phénomènes sont appliqués à des géométries simples et les résultats sont comparés à ceux
obtenus avec des modèles analytiques ou des modèles expérimentaux ou numériques issus de
la littérature.
Le courant circulant dans le GIS étant alternatif à une fréquence 50Hz, le phénomène
d'eﬀet de peau a lieu. Les GIS pouvant être triphasés, des eﬀets de proximité sur les phases
sont observés. Ainsi, ces phénomènes électromagnétiques sont étudiés dans cette partie dans
un et deux conducteurs cylindriques.
Le courant parcourant les conducteurs dissipe de la puissance par eﬀet Joule et entraîne
une augmentation de température. Les échanges thermiques dans le GIS sont donc également
à prendre en compte. La convection naturelle entre deux cylindres concentriques horizontaux
est alors étudiée en régime laminaire. Les nombres de Rayleigh en jeu dans cette application
(déﬁnis à l'équation (1.41)) étant compris entre 109 . Ra . 1011, il est nécessaire de consi-
dérer aussi la convection naturelle turbulente. La chaleur est également transmise sous forme
radiative. Aussi, le rayonnement entre deux cylindres concentriques est étudié. Ce mode de
transfert dépend des propriétés radiatives du milieu dans lequel il se propage. La prise en
compte de la participation du milieu au transfert radiatif nécessite des modèles complexes
et de nombreuses données expérimentales. C'est pourquoi, le milieu compris entre les deux
cylindres est considéré transparent au rayonnement, c'est-à-dire qu'il ne l'inﬂuence pas.
Ces deux logiciels étant indépendants, une méthode de récupération des résultats calculés
par le logiciel d'électromagnétisme CST pour les utiliser dans le logiciel de mécanique des
ﬂuides CFX sera proposée et son eﬃcacité sera discutée à la ﬁn de cette partie. La méthode de
couplage proposée étant unidirectionnelle, l'inﬂuence des températures sur les conductivités
électriques n'est pas prise en compte. Les diﬀérents logiciels utilisés dans cette partie sont
présentés en Annexe B.
2.2.2 Modélisation électrique
2.2.2.1 Eﬀet de peau
Comparaison des deux méthodes de résolution présentées au Chapitre 1
Les résultats obtenus avec la résolution exacte dans un repère cylindrique utilisant les fonctions
de Bessel et ceux obtenus avec la résolution simpliﬁée dans un repère cartésien en assimilant
le cylindre à une plaque plane d'épaisseur inﬁnie sont comparés. La densité de courant et le
champ magnétique sont alors calculés avec les deux méthodes pour diﬀérents rayons a : 0, 01
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m, 0, 05 m, 0, 5 m et 1 m (Fig.1.8). Les autres paramètres sont ﬁxés et leurs valeurs sont
données dans le tableau Tab.2.3. Avec ces paramètres, l'épaisseur de peau vaut 0, 013 m. Les
résultats obtenus sont adimensionnés par Imaxµ0
2pia
pour le champ magnétique et Imaxk
2pia
pour la
densité de courant, où k est déﬁni à l'équation (1.8).
Tableau 2.3  Paramètres ﬁxes utilisés pour le calcul du champ magnétique Fig.2.6 et de la
densité de courant Fig.2.7
Paramètre Valeur(s) Unité
Imax 4000 A
f 50 Hz
σe 3, 10
7 S.m−1
µ0 4pi.10
−7 H.m−1
Figure 2.6  Champ magnétique adimensionné, calculé en coordonnées cylindriques et car-
tésiennes, pour des rayons a = 0, 01m, a = 0, 05m (gauche) et a = 0, 5m, a = 1m (droite)
Figure 2.7  Module de la densité de courant adimensionnée, calculée en coordonnées cy-
lindriques et cartésiennes, pour des rayons a = 0, 01m, a = 0, 05m (gauche) et a = 0, 5m,
a = 1m (droite)
Pour le champ magnétique, les résultats Fig.2.6 montrent tout d'abord que la même valeur
à la surface est trouvée pour tous les rayons a testés. Cette valeur est égale à Bmax c'est-à-dire
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la valeur imposée à la surface du cylindre. Pour un rayon a = 0, 01 m, le champ magnétique
calculé avec les deux méthodes est diﬀérent. Supposer le rayon grand devant l'épaisseur de
peau n'est, en eﬀet, pas valable dans ce cas. Pour a = 0, 05 m, l'approximation est meilleure
que dans le cas précédent, avec une diﬀérence inférieure à 2 % dans l'épaisseur de peau et qui
atteint 8 % en dehors. Pour les rayons a = 0, 5m et a = 1m, les résultats sont les mêmes dans
toute la section du cylindre, l'approximation est validée.
Concernant la densité de courant, les résultats Fig.2.7 montrent les mêmes conclusions que
pour le champ magnétique, avec une densité de courant en surface entre 1, 8 fois et 3, 6 fois
plus importante avec la résolution en coordonnées cylindriques qu'en coordonnées cartésiennes
dans le cas a = 0, 01m. La diﬀérence est de 20 % pour a = 0, 05m. Pour les rayons a = 0, 5m
et a = 1m, les résultats sont les mêmes dans toute la section du cylindre, l'approximation est
validée.
Cette comparaison entre les deux méthodes de résolution permet de voir que la résolution
en coordonnées cartésiennes donne de bons résultats pour des rayons grands devant l'épaisseur
de peau (pour a = 0, 5m et a = 1m les valeurs sont les mêmes avec les deux méthodes), mais
n'est pas validée pour des rayons petits devant δ (résultat jusqu'à 3, 6 fois plus petit que
celui attendu pour a = 0, 01m). C'est pourquoi les expressions de j et B obtenues avec la
résolution en coordonnées cylindriques (1.11) et (1.17) seront utilisées.
2.2.2.1.1 Validation des résultats du logiciel Le logiciel CST est utilisé pour simuler
le passage du courant dans un conducteur et connaître la répartition de la densité de courant
j, du champ magnétique B. Les résultats obtenus avec le logiciel seront comparés pour ces
deux grandeurs aux expressions analytiques précédentes. Pour cela, dans les graphes suivants,
les valeurs de j et B calculées par le logiciel seront adimensionnées par les valeurs analytiques
correspondantes.
La même conﬁguration de conducteur cylindrique parcouru par un courant alternatif axial
est étudiée. Les inﬂuences de plusieurs paramètres de simulations tels que le maillage, la
longueur du conducteur, les dimensions du domaine et la fréquence seront également analysées.
Il est à noter que CST ne résout pas les problèmes en deux dimensions mais seulement les
problèmes en trois dimensions.
Description des simulations Le passage du courant dans un cylindre de rayon a, de
longueur L et de conductivité uniforme σe est simulé. Un courant alternatif, uniforme et
axial de valeur maximale Imax et de fréquence f est injecté à une extrémité du cylindre. Le
domaine étudié dans lequel est contenu le cylindre est un parallélépipède rectangle en contact
avec les deux extrémités du cylindre par lesquelles entre et sort le courant. Les autres faces du
parallélépipède sont à une distance d du cylindre (Fig.2.8). Sur ces faces sont appliquées les
conditions aux limites. Le domaine et le cylindre sont ensuite maillés (mailles tétraèdriques,
Fig.2.9). Le paramètre observé pour caractériser le maillage est le nombre de mailles dans
l'épaisseur de peau ne. Grâce aux symétries de la géométrie, la physique n'est résolue par
le logiciel que sur un quart du cylindre pour gagner en temps de calcul. Les paramètres de
simulation sont résumés Tab.2.4 et Tab.2.5.
La densité de courant et le champ magnétique dans le conducteur sont observés sur un
cercle de rayon 0, 49 m centré sur l'axe du conducteur et sur une droite parallèle à l'axe du
conducteur située à 0, 49 m également de l'axe du conducteur (Fig.2.10).
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Figure 2.8  Schéma du parallélépipède rectangle délimitant le domaine étudié comprenant
le conducteur cylindrique
Tableau 2.4  Valeurs des paramètres ﬁxes
Paramètre Valeur(s) Unité
a 0, 5 m
σe 3, 10
7 S.m−1
Imax 4000 A
Tableau 2.5  Valeurs des paramètres variables
Paramètre Valeur(s) Unité
L 0, 1/0, 3/1 m
f 0, 005/0, 05/0, 5/5/50/500 Hz
d 0, 2/1/2 m
ne 0, 3/0, 5/0, 8/1/3
Figure 2.9  Schéma du maillage
Répartition radiale de la densité de courant et du champ magnétique Les
répartitions radiales de la densité de courant et du champ magnétique adimensionnés sont
présentées Fig.2.11, dans la conﬁguration L = 1m, f = 50Hz, d = 1m et ne = 3 (Fig.2.9).
62
Figure 2.10  Déﬁnition des lignes suivant lesquelles sont tracés les résultats, où r = 0, 49m
Figure 2.11  Densité de courant dans le conducteur (gauche) et le champ magnétique
à l'intérieur et à l'extérieur du conducteur (droite) calculés avec CST et analytiquement,
adimensionnés par la valeur à la surface du conducteur en fonction du rayon adimensionné.
Celle-ci montre que les densités de courant et les champs magnétiques obtenus avec le
logiciel et avec les expressions analytiques sont identiques dans le conducteur (les courbes
sont superposées). A l'extérieur du conducteur, la valeur du champ magnétique calculée par
le logiciel s'éloigne de cette valeur quand le rapport r
a
augmente. Ceci est dû aux conditions
limites appliquées sur les bords du domaine, abordées plus loin dans l'étude de la variation
des dimensions du domaine.
Tableau 2.6  Paramètres de la simulation
Paramètre Valeur(s) Unité
L 0, 3 m
d 1 m
f 50 Hz
ne 0, 3/0, 5/0, 8/1/3
Variation du maillage Dans cette partie, le maillage du modèle est modiﬁé de manière
à avoir plus ou moins de mailles dans l'épaisseur de peau δ = 0, 013m. Les paramètres des
simulations sont résumés Tab.2.6.
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Figure 2.12  Rapports de la densité de courant (gauche) et du champ magnétique (droite)
moyens calculés par le logiciel sur le cercle de rayon r = 0, 49m sur les valeurs analytiques
correspondantes, en fonction du nombre de mailles dans l'épaisseur de peau
Figure 2.13  Rapports de la densité de courant (gauche) et du champ magnétique (droite)
moyens calculés par le logiciel sur la droite parallèle à l'axe du conducteur et à un rayon
r = 0, 49m sur les valeurs analytiques correspondantes, en fonction du nombre de mailles
dans l'épaisseur de peau
Les courbes de la Fig.2.12 représentent la densité de courant et le champ magnétique
moyens calculés par le logiciel sur le cercle de rayon 0, 49 m et adimensionnés par la valeur
analytique, en fonction du nombre de mailles dans l'épaisseur de peau. Les écart-types sont
également reportés.
Les courbes de la Fig.2.13 représentent la densité de courant et le champ magnétique
moyens calculés par le logiciel sur la droite parallèle à l'axe du conducteur et distante de
0, 49m et adimensionnés par la valeur analytique, en fonction du nombre de mailles dans
l'épaisseur de peau. Les écart-types sont également reportés.
La Fig.2.12 montre que les valeurs de j et de B calculées par le logiciel s'approchent des
valeurs analytiques, en moyenne et en écart-type, quand le nombre de mailles dans l'épaisseur
de peau ne augmente. A partir d'une seule maille dans l'épaisseur de peau, la diﬀérence entre
valeur numérique et valeur analytique pour j et B est inférieure à 1 %, aussi on peut considérer
le résultat juste à un rayon donné du cylindre.
La ﬁgure Fig.2.13 montre que les valeurs de j et B calculées par le logiciel s'approchent
également des valeurs analytiques, en moyenne et en écart-type, quand le nombre de mailles
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dans l'épaisseur de peau ne augmente. En revanche, trois mailles dans l'épaisseur de peau sont
nécessaires pour voir une diﬀérence inférieure à 1 %. Ce critère de maillage est en accord avec
celui conseillé pour les logiciels de la famille Flux (Annexe B), qui est de deux mailles dans
l'épaisseur de peau [93]. De même, dans ce cas, on peut considérer les résultats juste dans la
longueur du cylindre.
A la vue de ces analyses, le nombre de mailles dans l'épaisseur de peau est ﬁxé égal à trois,
puisque l'erreur obtenue entre les résultats numériques et analytiques est inférieure à 1%.
Tableau 2.7  Paramètres de la simulation
Paramètre Valeur(s) Unité
ne 3
d 1 m
f 50 Hz
L 0, 1/0, 3/1 m
Variation de la longueur du cylindre Les valeurs de j et de B calculées par le logiciel
sur une droite parallèle à l'axe du conducteur et distante de 0, 49m de celui-ci sont analysées
pour diﬀérentes longueurs de cylindre. Les paramètres des simulations sont résumés Tab.2.7.
Figure 2.14  Rapports de la densité de courant (gauche) et du champ magnétique (droite)
moyens calculés par le logiciel sur le cercle de rayon r = 0, 49m sur les valeurs analytiques
correspondantes, en fonction de la longueur du cylindre
Les courbes de la Fig.2.14 représentent la densité de courant et le champ magnétique
moyens calculés par le logiciel sur la droite parallèle à l'axe du conducteur et distante de
0, 49m et adimensionnés par la valeur analytique en fonction de la longueur du cylindre. Les
écart-types sont également reportés (ceux-ci étant très petits, ils ne sont pas visibles sur la
ﬁgure).
La Fig.2.14 montre tout d'abord que l'écart-type est très faible (coeﬃcient de variation
inférieur à 0, 1 %) quelle que soit la longueur considérée. Elle montre également que des valeurs
de j et B sont quasiment égales pour les trois longueurs testées et que la diﬀérence entre les
valeurs calculées par le logiciel et les valeurs analytiques est inférieure à 1 %. Il peut donc être
considéré que la longueur de la géométrie testée n'a pas d'inﬂuence sur les résultats obtenus
par le logiciel. Pour la suite des simulations, la longueur de cylindre retenue sera égale à
L = 0, 3 m.
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Tableau 2.8  Paramètres de la simulation
Paramètre Valeur(s) Unité
ne 3
L 0, 3 m
d 0, 2/1/2 m
f 50 Hz
Variation des dimensions du domaine Dans cette partie, l'inﬂuence des dimensions
du domaine sur les résultats fournis par la simulation est abordée en faisant varier la distance
d entre le cylindre et les limites du domaine. Les paramètres des simulations sont résumés
Tab.2.8.
Figure 2.15  Rapports de la densité de courant (gauche) et du champ magnétique (droite)
moyens calculés par le logiciel sur le cercle de rayon r = 0, 49m sur les valeurs analytiques
correspondantes, en fonction de la distance entre le cylindre et les limites du domaine d
Figure 2.16  Rapports de la densité de courant (gauche) et du champ magnétique (droite)
moyens calculés par le logiciel sur la droite parallèle à l'axe du conducteur et à un rayon
r = 0, 49m sur les valeurs analytiques correspondantes, en fonction de la distance entre le
cylindre et les limites du domaine d
Les courbes de la Fig.2.16 représentent la densité de courant et le champ magnétique
moyens calculés par le logiciel sur le cercle de rayon 0, 49m et adimensionnés par la valeur
analytique en fonction de la distance entre le cylindre et les limites du domaine. Les écart-types
sont également reportés.
Sur les graphes de la Fig.2.15, les valeurs obtenues avec le logiciel sont similaires aux valeurs
analytiques. Néanmoins, dans la conﬁguration d = 0, 2 m, en raison d'une compensation des
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erreurs dues notamment aux symétries du modèle. La barre d'erreur permet alors de mettre
ce problème en évidence (jusqu'à ±10 % d'erreur). Pour les autres dimensions testées, une
diﬀérence entre analytique et numérique inférieure à 1 % est obtenue en moyenne et en écart-
type.
Sur les graphes de la Fig.2.16, la compensation d'erreur pour d = 0, 2 m n'est plus présente
et l'écart-type est faible pour les trois dimensions testées. Ainsi, pour d = 0, 2 m, la diﬀérence
entre les valeurs analytiques et numériques est de près de 15 % pour j et B, alors qu'elle est
inférieure à 1 % pour d = 1 m et d = 2 m.
Cela montre qu'une distance entre la géométrie étudiée et les limites du domaine trop
faible entraîne des écarts plus importants entre les valeurs calculées par le logiciel et les
valeurs analytiques. Cela est dû aux conditions limites appliquées aux bords du domaine, où
un champ magnétique tangentiel est imposé sur les faces du domaine parallélépipédique alors
que le champ est azimutal près du cylindre (Fig.2.17). Par conséquent, plus les limites du
domaine sont éloignées de la géométrie, plus l'erreur du logiciel de simulation au voisinage du
conducteur est faible.
Figure 2.17  Schéma des conditions limites appliquées aux limites du domaine
Les phénomènes électromagnétiques ayant lieu dans les conducteurs mais également dans le
milieu les entourant, l'intégralité du domaine est maillé. Par conséquent, plus les dimensions
du domaine sont grandes, plus le nombre de mailles est important (à densité de maillage
ﬁxée), ce qui augmente le temps de calcul. Il est donc préférable de prendre les dimensions
du domaine les plus petites permettant d'avoir de bons résultats. Ceux-ci étant convenables
pour une distance d = 1 m, cette valeur est choisie pour la suite.
Variation de fréquence L'inﬂuence de la fréquence du courant est étudiée entre 0, 005Hz
et 500Hz. Les paramètres des simulations sont listés Tab.2.9. Il faut noter que la fréquence
variant, l'épaisseur de peau diﬀère également. Le maillage n'ayant pas été modiﬁé, le nombre
de mailles dans l'épaisseur de peau ne va donc varier. Ceci sera pris en compte dans l'analyse
des résultats.
Les courbes de la Fig.2.18 représentent la densité de courant et le champ magnétique
moyens calculés par le logiciel sur le cercle de rayon 0, 49 m et adimensionnés par la valeur
analytique en fonction de la fréquence. Les écart-types sont également reportés.
La densité de courant et le champ magnétique sont également tracés en fonction du rayon
adimensionné entre 0, 95 < r
a
< 1 (Fig.2.19). Les résultats obtenus sont adimensionnés par
67
Tableau 2.9  Paramètres de la simulation
Paramètre Valeur(s) Unité
L 0, 3 m
d 1 m
f 0, 005/0, 05/0, 5/5/50/500 Hz
Figure 2.18  Rapports de la densité de courant (gauche) et du champ magnétique (droite)
moyens calculés par le logiciel sur le cercle de rayon r = 0, 49m sur les valeurs analytiques
correspondantes, en fonction de la fréquence
Figure 2.19  Densité de courant (gauche) et champ magnétique (droite) en fonction du
rayon adimensionné
Imaxµ0
2pia
pour le champ magnétique et Imaxk
2pia
pour la densité de courant, où k dépend de la
fréquence.
Pour j et B, la diﬀérence entre les valeurs analytiques et numériques est plus importante
à 500 Hz que pour les autres fréquences. Ceci est dû au nombre insuﬃsant de mailles dans
l'épaisseur de peau (traitée précédemment). En eﬀet, le maillage a été adapté pour une fré-
quence de 50 Hz et à 500 Hz l'épaisseur de peau est de 0, 004 m, seules ne = 2 mailles sont
présentes dans l'épaisseur de peau.
La courbe Fig.2.18 montre que la densité de courant décroît avec la fréquence pour des
fréquences inférieures à 50 Hz. Cette tendance s'inverse autour de 100Hz (l'adimensionne-
ment des valeurs ne permet de le déceler sur la courbe) et la densité de courant à 500 Hz est
nettement inférieure à celle à 50 Hz. Ceci est dû au fait que la densité de courant représentée
Fig.2.18 est calculée au rayon r = 0, 49 m qui est contenu dans l'épaisseur de peau pour
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les fréquences inférieures à 50 Hz mais qui est en dehors de l'épaisseur de peau à 500 Hz.
Dans cette conﬁguration, la densité de courant est plus élevée dans une zone plus proche de
la périphérie du conducteur. La Fig.2.19 illustre bien ce phénomène, la densité de courant
est plus de 3 fois plus élevée à 500Hz qu'à 50 Hz à la surface du conducteur. Cette ﬁgure
montre également que cette diﬀérence est plus importante pour le calcul du champ magnétique
(−13, 5± 3, 1 %) que pour la densité de courant (0, 2± 1, 2 %).
2.2.2.1.2 Conclusion de l'étude de l'eﬀet de peau Dans cette partie, la modélisation
du phénomène d'eﬀet de peau dans un conducteur cylindrique par le logiciel CST a été étudiée.
L'inﬂuence de diﬀérents paramètres a été observée : le maillage, la longueur du cylindre, les
dimensions du domaine et la fréquence du courant, sur la répartition de la densité de courant et
sur le champ magnétique. On a vu que trois mailles dans l'épaisseur de peau étaient suﬃsantes
pour avoir une diﬀérence entre valeur numérique et valeur analytique inférieure à 1 %. On a
également observé que le résultat était indépendant de la longueur du cylindre. En revanche,
il dépend beaucoup de la distance entre le cylindre et les limites du domaine à cause des
conditions limites appliquées à celui-ci. Lorsque celle-ci est égale à un diamètre, l'erreur est
inférieure à 1 %. Enﬁn, il a été montré qu'un maillage adapté à une certaine fréquence peut
être valable à des fréquences moins élevées mais donne de mauvais résultats à des fréquences
plus élevées car le nombre de mailles dans l'épaisseur de peau diminue.
2.2.2.2 Eﬀet de proximité
Dans le but d'observer les eﬀets de proximité (couplés à l'eﬀet de peau), les courants
circulant dans le même sens dans deux conducteurs cylindriques côte à côte sont simulés avec
le logiciel CST. Les répartitions de densité de courant et de champ magnétique obtenues sont
comparées à celles calculées dans les mêmes conditions à l'aide du logiciel InCa3D. Ce logiciel
utilisant la méthode intégrale PEEC a été validé par le passé [9497].
Figure 2.20  Géométrie simulée
Les deux conducteurs simulés ont un rayon a et leurs centres sont espacés d'une longueur
c = 4, 5a (Fig.2.20). Chaque conducteur est parcouru par un courant alternatif Ieff = 4000A
et le nombre de mailles dans l'épaisseur de peau ne est supérieur ou égal à trois. Les limites
du domaine, dans CST, sont placées à une distance d = 2, 5a. Les paramètres des simulations
sont résumés Tab.2.10.
La répartition de densité de courant et de champ magnétique dans les conducteurs est
observée suivant les chemins x et z (Fig.2.21). Les résultats obtenus sont représentés sur les
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Tableau 2.10  Paramètres de la simulation
Paramètre Valeur(s) Unité
a 0, 04 m
c 0, 18 m
Ieff 4000 A
f 50 Hz
σe 3.10
7 S.m−1
µ0 4pi.10
−7 H.m−1
d 0, 1 m
ne > 3
ﬁgures Fig.2.22 et Fig.2.23. La densité de courant est adimensionnée par Imaxk
2pia
et le champ
magnétique par Imaxµ0
2pia
, avec k =
√
ωσeµ0 (voir équation (1.8)). Les chemins sont également
adimensionnés par le rayon des conducteurs. Les résultats obtenus avec CST sont représentés
par une ligne rouge et les résultats obtenus avec InCa3D sont représentés par des triangles
noirs.
Figure 2.21  Chemins suivant lesquels la densité de courant et le champ magnétique sont
observés
La Fig.2.22 montre, dans la section de chaque conducteur et suivant les chemins x et
z, une densité de courant plus élevée en périphérie qu'au centre, due à l'eﬀet de peau. Cette
ﬁgure met aussi en évidence, suivant le chemin x, une densité de courant plus faible proche du
conducteur voisin et plus importante dans la zone éloignée de celui-ci. En revanche, suivant le
chemin z, la répartition de densité de courant est symétrique par rapport à l'axe horizontal,
ce qui est cohérent étant donnée la symétrie du problème. Cette répartition de densité de
courant recoupe bien celle schématisée Fig.1.11, dans le cas de conducteurs parcourus par un
courant de même sens. Entre les deux conducteurs, le courant est bien nul.
Sur cette ﬁgure, la diﬀérence entre la densité de courant obtenue avec CST et InCa3D est
de 5 % en périphérie des conducteurs et entre 2 % et 5 % au centre, suivant les chemins x et
z. Cette diﬀérence reste petite et est en partie due au maillage plus ﬁn dans CST que dans
InCa3D, en particulier à la périphérie des conducteurs. En eﬀet, les deux densités de courant
calculées par InCa3D aux deux extrémités du chemin x ne sont pas égales mais devraient
l'être puisque le problème est symétrique par rapport à l'axe vertical.
La Fig.2.23 montre, dans la section de chaque conducteur, un champ magnétique plus
important en périphérie dans la zone éloignée du conducteur voisin que proche de celui-ci.
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Figure 2.22  Module de la densité de courant maximale adimensionnée suivant le chemin
x (gauche) et le chemin z (droite)
Ceci est dû à la superposition des champs magnétiques des deux conducteurs qui sont de sens
opposés entre les deux conducteurs et de même sens du côté extérieur des conducteurs. C'est
d'ailleurs pour cette raison que le champ magnétique s'annule entre les deux conducteurs.
Figure 2.23  Module du champ magnétique maximal adimensionné suivant le chemin x
(gauche) et le chemin z (droite)
La diﬀérence entre le champ magnétique calculé par CST et InCa3D est de l'ordre de
1 % au centre des conducteurs, elle atteint 5 % en périphérie proche du conducteur voisin
et 10 % en périphérie loin du conducteur voisin. Cette diﬀérence en périphérie est en partie
due au maillage, mais est principalement due aux conditions limites appliquées aux bords
du domaine dans CST où le champ magnétique est imposé tangentiel aux bords du domaine
parallélépipédique (Fig.2.17). Cette condition limite n'existe pas dans InCa3D. Ceci explique
également la diﬀérence entre le champ magnétique calculé par les deux logiciels, qui croît des
conducteurs vers les bords du domaine. Les résultats les plus ﬁables sont ceux d'InCa3D car
les valeurs ne sont pas inﬂuencées par les conditions limites.
2.2.3 Modélisation thermique
Le courant circulant dans le GIS dissipe de la chaleur par eﬀet Joule et entraîne une
augmentation des températures. Des échanges de chaleur ont donc lieu au sein du GIS et avec
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le milieu ambiant pour réduire les gradients de température. Dans cette partie, les transferts
de chaleur par convection naturelle et rayonnement sont étudiés. Ils sont modélisés avec le
logiciel CFX et les résultats sont comparés à des résultats de la littérature obtenus dans des
conditions similaires.
2.2.3.1 Convection
2.2.3.1.1 Convection naturelle
Simulation Pour valider la modélisation de la convection naturelle laminaire par le
logiciel CFX, la convection naturelle est simulée dans une tranche de gaz comprise entre
deux cylindres concentriques horizontaux. Les résultats obtenus sont comparés à ceux de la
littérature précédemment développés. Les champs de température radiaux sont comparés à
ceux obtenus expérimentalement par Kuehn et Goldstein [29] et les ﬂux échangés entre les
deux cylindres aux ﬂux calculés à l'aide de l'expression de Raithby et Hollands [26] (1.44).
Figure 2.24  Schéma des conditions limites imposées au modèle.
Dans le logiciel, seul le gaz entre les deux cylindres est modélisé. Les propriétés de l'air
lui sont attribuées. Les températures Ti et To sont imposées respectivement à la surface du
cylindre intérieur et extérieur. Une condition de symétrie aux surfaces latérales du modèle
(Fig.2.24) est également imposée. Le logiciel CFX ne résolvant pas les problèmes en deux di-
mensions, le volume de gaz est représenté en trois dimensions avec une profondeur très petite
mais ne générant pas d'eﬀet de bords grâce aux conditions de symétrie. Les diamètres, les
températures des cylindres et la pression du gaz sont choisis de manière à se placer dans la
conﬁguration expérimentale de Kuehn et Goldstein [29], voir Tab.2.11. La diﬀérence entre
les nombres de Rayleigh est de 1 % et celle entre les nombres de Prandtl inférieure à 0, 2 %.
Elles sont dues aux propriétés physiques du gaz dans le logiciel qui ne sont pas exactement
les mêmes que celles de Kuehn et Goldstein et n'ont pas d'inﬂuence sur les résultats.
Toujours d'après Kuehn et al. [29] et d'après Desai et Vafai [34], le nombre de Rayleigh,
le nombre de Prandtl et le rapport des dimensions du modèle sont les principaux paramètres
qui inﬂuencent la convection naturelle. Avoir les mêmes valeurs pour ces trois paramètres
suﬃt donc à comparer les résultats de simulation obtenus avec les résultats expérimentaux de
Kuehn et al..
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Tableau 2.11  Valeurs des paramètres des expériences de Kuehn et Goldstein [29] et des
simulations.
Paramètre Conﬁguration expérimentale de Kuehn et Goldstein [29] Simulations
RaLc 4, 7 10
4 4, 75 104
Pr 0, 706 0, 705
Lc
Di
0, 8 0, 8
Tout d'abord, l'inﬂuence du maillage sur la diﬀérence entre le champ de température ra-
dial dans le gaz est observée suivant diﬀérents angles : 0, 90et 180(Fig.2.25) obtenu avec
le logiciel CFX et celui obtenu expérimentalement par Kuehn et Goldstein [29]. Le ﬂux de
chaleur échangé entre les deux cylindres est ensuite étudié pour diﬀérents Rayleigh (obtenus
en faisant varier la pression) et comparé aux valeurs obtenues en utilisant la corrélation (1.44)
de Raithby et Hollands [26].
Figure 2.25  Déﬁnition des paramètres utilisés pour le tracé des résultats
Inﬂuence du maillage
Trois maillages diﬀérents (Fig.2.27) sont testés. La variation de température étant plus
importante dans la zone située proche des parois des cylindres, un maillage de couche limite
est utilisé pour raﬃner le maillage à cet endroit (Tab.2.12). La hauteur de la première maille
y adimensionnée par la longueur caractéristique Lc est choisie comme paramètre variable
(Fig.2.26). La hauteur des mailles suivantes augmente avec un taux de croissance a > 1. Ce
maillage pariétal est le même dans chaque conﬁguration.
Tableau 2.12  Dimensions des maillages testés
Conﬁguration y
Lc
1 1, 25 10−2
2 2, 5 10−2
3 5 10−2
Sur la Fig.2.28 sont représentées les isothermes dans le gaz entre les deux cylindres, ob-
tenues avec les simulations (sur la gauche de l'image) et celles obtenues numériquement par
Kuehn et Goldstein [29] (à droite de l'image) dans une conﬁguration très légèrement diﬀérente
de la conﬁguration expérimentale, c'est-à-dire RaLc = 5 10
4, Pr = 0, 7 et Lc
Di
= 0, 8.
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Figure 2.26  Déﬁnition du maillage de couche limite de la zone pariétale des cylindres
Figure 2.27  Image des trois maillages testés avec (de gauche à droite) les conﬁgurations 1,
2 et 3
Figure 2.28  Comparaison des isothermes obtenues avec les simulations avec le maillage
de la conﬁguration 1 (gauche) et celles obtenues numériquement par Kuehn [29] dans le cas
RaLc = 5 10
4, Pr = 0, 7 et Lc
Di
= 0, 8 (droite)
Cette ﬁgure montre que les isothermes obtenues par simulation et par Kuehn et Goldstein
sont très similaires. Elle met bien en évidence que le gradient de température est important
au niveau de la paroi inférieure du cylindre intérieur. Elle montre également qu'il décroît au
fur et à mesure que le ﬂuide remonte autour du cylindre (tout en restant important sur les
cotés du cylindre) et qu'il est le plus faible à la paroi supérieure, où la couche limite se sépare
en deux. Sur la paroi du cylindre extérieur, les résultats montrent bien que le gradient de
température est plus important sur la partie supérieure du cylindre et décroît lorsque le ﬂuide
descend le long de la paroi. Une inversion des températures du gaz, à mi-chemin entre les
deux cylindres, est également à noter : la température est plus élevée vers la paroi la plus
froide et moins élevée vers la paroi la plus chaude. Cette ﬁgure montre aussi la plume dans le
gaz au-dessus du cylindre intérieur.
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Sur les graphes Fig.2.29, Fig.2.30, Fig.2.31 sont représentés le proﬁl de température radial
adimensionné obtenu avec les trois maillages diﬀérents selon les angles 0, 90et 180(Fig.2.25)
et les résultats correspondants obtenus expérimentalement par Kuehn et Goldstein.
Figure 2.29  Comparaison du proﬁl de température radial adimensionné selon l'angle 0,
obtenu avec diﬀérents maillages et expérimentalement par Kuehn [29]
Figure 2.30  Comparaison du proﬁl de température radial adimensionné selon l'angle 90,
obtenu avec diﬀérents maillages et expérimentalement par Kuehn [29]
Ces graphes montrent tout d'abord que les résultats avec les trois maillages testés obtenus
sont très proches et que ces résultats sont également très proches des résultats expérimentaux.
La diﬀérence entre expérimental et numérique est inférieure à 4 %. Cette erreur est quasiment
la même selon les trois angles représentés, il n'y a pas une direction moins bien modélisée que
les autres (ce qui n'est pas le cas en régime turbulent).
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Figure 2.31  Comparaison du proﬁl de température radial adimensionné selon l'angle 180,
obtenu avec diﬀérents maillages et expérimentalement par Kuehn [29]
Les résultats montrent que dans les trois directions, l'erreur est moins importante dans les
zones où le gradient de température est le plus important, c'est-à-dire proche de la paroi du
conducteur intérieur pour les angles 180et 90, et proche de la paroi du cylindre extérieur
suivant l'angle 0. Toujours selon les trois directions, l'erreur est plus importante au centre du
gaz, loin des parois des cylindres. L'erreur reste tout de même petite (inférieure à 4 %), cette
diﬀérence est donc très probablement due à des erreurs numériques par exemple de transition
du résultat d'une maille à l'autre.
Sur la Figure 2.29, la diﬀérence entre le maillage de la conﬁguration 1 et celui des conﬁ-
gurations 2 et 3 au voisinage de la zone pariétale du cylindre intérieur est due à l'épaisseur
du maillage de couche limite plus grande dans la conﬁguration 1 que dans les deux autres
conﬁgurations (Fig.2.27). Mais cette diﬀérence reste petite et inférieure à 4 %.
Figure 2.32  Comparaison du rapport entre la puissance échangée entre les deux cylindres
calculée par CFX avec diﬀérents maillages et celle obtenue avec l'expression de Raithby (1.44)
[26]
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La Fig.2.32 représente le rapport entre le ﬂux échangé entre les deux cylindres calculé
par CFX avec diﬀérents maillages et le ﬂux calculé avec l'expression de Raithby et Hollands
(1.44). Pour les trois maillages, la diﬀérence entre le ﬂux calculé par les deux méthodes est bien
inférieure aux 10 % d'erreur annoncés par les auteurs. Cette diﬀérence est même inférieure à
3 %. Cependant, avec les résultats de ce graphe, il n'est pas possible de juger de la pertinence
d'un maillage sur les autres, car la diﬀérence entre les trois maillages n'est pas signiﬁcative
par rapport à la précision de la corrélation de Raithby et Hollands.
Les résultats obtenus avec les diﬀérents maillages sont très proches les uns des autres et
également proches des résultats de la littérature [26, 29]. Les dimensions des maillages testés
sont donc convenables. Le maillage de la conﬁguration 2 est choisi pour la suite car il permet
d'obtenir de bons résultats avec un nombre de mailles raisonnable.
Inﬂuence du nombre de Rayleigh Le ﬂux échangé entre les deux cylindres, obtenu avec
les simulations et celui calculé à l'aide de l'expression de Raithby et Hollands (1.44) sont
comparés, à diﬀérents nombres de Rayleigh compris entre 3, 2 103 < RaLc < 1, 7 10
6. Ces
nombres de Rayleigh sont obtenus en faisant varier la pression P du gaz entre 1, 3 bars < P <
30 bars. L'intervalle de Rayleigh testé est bien inclu dans l'intervalle de validité de l'expression
de Raithby et Hollands et correspond à 5, 6 102 < Ra∗c < 2, 3 10
5.
La Fig.2.33 présente le rapport du ﬂux calculé par CFX sur le ﬂux calculé avec (1.44) en
fonction du nombre de Rayleigh. Elle montre que la diﬀérence entre les deux méthodes reste
inférieure aux 10 % annoncés par Raithby et Hollands.
Il est diﬃcile de tirer des conclusions des diﬀérents rapports de ﬂux obtenus pour chaque
nombre de Rayleigh, mais l'erreur est tout de même plus importante avec de petits Rayleigh.
Cela vient probablement du fait que Raithby et Hollands, pour obtenir cette corrélation,
déﬁnissent une épaisseur de conduction moyenne dans la zone pariétale de chaque cylindre
et supposent cette épaisseur très petite devant le diamètre des cylindres. Cette hypothèse est
vraie pour les grands nombres de Rayleigh mais l'est moins pour les petits, car l'épaisseur de
conduction croît quand le Rayleigh décroît. C'est d'ailleurs la raison pour laquelle Raithby et
Hollands limitent l'intervalle de validité de leur expression aux Rayleigh supérieurs à 102 et
conseillent keff ≈ k pour Ra∗c < 102. Cela pourrait expliquer la diﬀérence entre le ﬂux calculé
par CFX et avec la relation de Raithby, plus importante au plus petit Rayleigh RaLc = 3, 2 10
3
qui correspond à Ra∗c = 5, 6 10
2.
L'équation (1.45) met en évidence la proportionnalité du ﬂux à la puissance un quart du
nombre de Rayleigh. Cette relation peut être écrite en introduisant un coeﬃcient C tel que :
q = CRa
1
4 (2.1)
Pour le vériﬁer, C est calculé à partir du ﬂux q obtenu avec CFX, pour tous les Rayleigh
testés. Les valeurs sont représentées sur la Fig.2.34. Les résultats valident la relation (2.1)
puisque les valeurs de C calculées sont très proches les unes des autres, avec une diﬀérence entre
la valeur minimale et maximale de C inférieure à 6 %. En écartant le résultat à RaLc = 3, 2 10
3,
cette diﬀérence est réduite à 2 %.
Conclusion La modélisation de la convection naturelle laminaire dans une géométrie
choisie de deux cylindres concentriques horizontaux par le logiciel CFX a été étudiée. Trois
maillages diﬀérents ont été testés. Ils permettent d'obtenir des résultats très proches les uns
des autres et une diﬀérence de température par rapport aux températures expérimentales
de Kuehn et Goldstein [29] inférieure à 4 %. La diﬀérence de ﬂux échangé entre les deux
77
Figure 2.33  Rapport entre la puissance échangée entre les deux cylindres calculée par CFX
avec le maillage de la conﬁguration 2 et celle obtenue avec l'expression de Raithby (1.44) [26],
pour diﬀérents nombres de Rayleigh RaLc
Figure 2.34  Valeurs du coeﬃcient C (2.1) évaluées à partir du ﬂux de chaleur calculé par
CFX, pour tous les Ra testés
cylindres par rapport à celle calculée avec l'expression de Raithby et Hollands [26] obtenue
est inférieure à 3 %. Cette diﬀérence de ﬂux a également été calculée à d'autres nombres de
Rayleigh, diﬀérence qui reste inférieure aux 10 % d'erreur annoncés par Raithby et Hollands.
Cette diﬀérence semble croître quand le nombre de Rayleigh diminue et la diﬀérence la plus
élevée obtenue est de 6, 7 % au plus petit Rayleigh testé. La modélisation de ce phénomène
par le logiciel CFX est donc correcte.
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2.2.3.1.2 Convection naturelle turbulente
Simulations Pour vériﬁer la modélisation de la convection naturelle turbulente par le
logiciel CFX, la convection naturelle est simulée dans une tranche de gaz comprise entre
deux cylindres concentriques horizontaux. On compare les résultats obtenus aux résultats
expérimentaux présentés par McLeod et Bishop [33] et aux résultats numériques présentés
par Addad et al. [38]. Cette comparaison est possible à condition d'avoir le même nombre de
Rayleigh et de Prandtl et le même rapport de diamètres qui sont les principaux paramètres
inﬂuençant la convection naturelle turbulente [34].
Comme dans le cas laminaire, le gaz est modélisé entre les deux cylindres de dimensions
Di et Do avec Di < Do (Fig.1.12). Les températures Ti et To sont imposées aux surfaces du
cylindre intérieur et extérieur et une condition de symétrie aux surfaces latérales du modèle
est imposée (Fig.2.24). Le gaz est supposé être de l'air. Les diamètres, les températures des
cylindres et la pression du gaz sont choisis de manière à se placer dans la conﬁguration
expérimentale de McLeod et Bishop [33], voir Tab.2.13. La diﬀérence entre les nombres de
Prandtl est de 2, 5 %. Elle est due aux propriétés physiques du gaz dans le logiciel qui ne
sont pas exactement les mêmes que celles de Kuehn et Goldstein et n'a pas d'inﬂuence sur les
résultats. Toutes les simulations sont faites en régime permanent et non en instationnaire, le
temps n'est donc pas pris en compte.
Tableau 2.13  Valeurs des paramètres des expériences deMcLeod et Bishop [33] et des simu-
lations
Paramètre Conﬁguration expérimentale de McLeod et Bishop [33] Simulations
RaLc 1, 18 10
9 1, 18 109
Pr 0, 688 0, 705
Do
Di
4, 85 4, 85
Tout d'abord, l'inﬂuence du maillage sur le proﬁl de température radial selon diﬀérents
angles : 0, 90et 180(Fig.2.25) est étudié par comparaison au proﬁl mesuré par McLeod
et Bishop. Ensuite, l'inﬂuence du modèle de turbulence utilisé est abordée : k − , k − ω
et SST k − ω toujours sur le proﬁl de température radial selon les mêmes angles par com-
paraison aux résultats de McLeod et Bishop ainsi que ceux de Addad et al.. Enﬁn, le ﬂux
échangé entre les deux cylindres calculé par le logiciel dans la meilleure conﬁguration testée
est comparé à celui calculé avec l'expression de Raithby et Hollands en régime turbulent (1.54).
Inﬂuence du y+ Cinq maillages diﬀérents sont testés (Fig.2.35). La variation de tempéra-
ture étant beaucoup plus importante proche des parois des cylindres, un maillage de couche
limite que l'on caractérise par la distance adimensionnée à la paroi y+ (1.76) est utilisé. Cinq
valeurs de y+ diﬀérentes sont prises (Tab.2.14). Elles sont identiques sur la paroi du cylindre
intérieur et extérieur. L'inﬂuence du y+ est examinée avec un modèle de turbulence SST k−ω.
La Fig.2.36 représente les isothermes obtenues avec y+ = 1 et avec le modèle de turbulence
SST k − ω. Cette ﬁgure montre bien que le gradient de température proche des parois des
cylindres est plus important qu'en régime laminaire. La couche limite est plus ﬁne sur le bas du
cylindre intérieur et plus importante au niveau de la séparation de couches limites sur le haut
du conducteur. Cette ﬁgure montre aussi que la couche limite sur le haut du cylindre extérieur
est la plus ﬁne du système et que son épaisseur croît au fur et à mesure que le ﬂuide descend.
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Figure 2.35  Image des cinq maillages testés avec les diﬀérents y+ testés
Tableau 2.14  Valeurs des y+ testés pour chaque maillage
Conﬁguration y+
1 0, 1
2 1
3 2
4 5
5 20
La plume dans le gaz au-dessus du cylindre intérieur est à noter. La légère disymétrie des
isothermes est due à la non symétrie du maillage qui entraîne une légère diﬀusion numérique.
Sur les graphes des ﬁgures Fig.2.37, Fig.2.38, Fig.2.39 sont représentés le proﬁl de tem-
pérature radial adimensionné obtenu avec les cinq y+ testés et le modèle de turbulence SST
k − ω, selon les angles 0, 30et 60(Fig.2.25) et les résultats correspondants obtenus ex-
périmentalement par McLeod et Bishop. Contrairement au cas laminaire, la diﬀérence entre
expérimental et numérique n'est pas la même selon les trois angles étudiés et en particulier
suivant l'angle 0.
La modélisation semble moins bonne à l'angle 0, comparativement aux autres angles.
L'angle 0correspond à la zone au-dessus du cylindre intérieur où se situe la plume. Suivant
cet angle, la variation de y+ inﬂuence beaucoup les résultats : plus le y+ augmente et plus
le résultat numérique est proche des valeurs expérimentales. Avec un y+ = 20, la diﬀérence
est inférieure à 2 % sauf dans la couche limite du cylindre extérieur où cette diﬀérence est
plutôt de l'ordre de 4 %. Les températures obtenues avec y+ = 5 sont très proches de celles
80
Figure 2.36  Comparaison des isothermes obtenues par les simulations avec y+ = 1 et avec
le modèle de turbulence SST k − ω dans le cas RaLc = 1, 18 109, Pr = 0, 705 et DoDi = 4, 85.
Figure 2.37  Comparaison du proﬁl de température radial adimensionné selon l'angle 0ob-
tenu avec CFX avec diﬀérents y+ et le modèle de turbulence SST k−ω et expérimentalement
par McLeod et Bishop [33], avec RaLc = 1, 18 10
9
obtenues avec y+ = 20. Pour les autres y+, la diﬀérence entre expérimental et numérique peut
atteindre 15 % par exemple pour y+ = 0, 1.
Les résultats montre que l'épaisseur de couche limite thermique est bien évaluée sur la
paroi du cylindre intérieur. Elle l'est moins bien sur la paroi du cylindre extérieur. Par contre,
seuls les y+ = 5 et y+ = 20 évaluent les bonnes températures dans la couche limite du cylindre
intérieur et extérieur. Le logiciel CFX résout la couche limite pour les y+ < 2 et modélise
la couche limite par une fonction pariétale pour les y+ > 2. Dans cette conﬁguration, la
modélisation de la couche limite permet donc d'obtenir de meilleurs résultats que la résolution
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de la couche limite.
Les températures dans la zone d'écoulement libre entre les deux cylindres sont mieux
évaluées avec les y+ = 5 et y+ = 20, sachant que le maillage dans cette zone est le même pour
les cinq y+ testés (Fig.2.35). En conclusion, dans cette conﬁguration, une bonne évaluation
des températures dans la zone pariétale permet un meilleur examen des températures dans la
zone libre.
Figure 2.38  Comparaison du proﬁl de température radial adimensionné selon l'angle
30obtenu avec CFX avec diﬀérents y+ et le modèle de turbulence SST k − ω et expéri-
mentalement par McLeod et Bishop [33], avec RaLc = 1, 18 10
9
Suivant l'angle 30, la Fig.2.38 montre tout d'abord qu'on obtient les mêmes températures
avec y+ = 0, 1 et y+ = 1 ainsi que y+ = 5 et y+ = 20. Elle montre également une bonne mo-
délisation de la couche limite du cylindre intérieur : la diﬀérence entre valeurs expérimentales
et numériques est inférieure à 4 % pour tous les y+ testés. Dans la zone d'écoulement libre
entre les deux cylindres, la modélisation est bonne avec une diﬀérence également inférieure
à 4 % mais qui est plus importante avec les y+ = 0, 1, y+ = 1 et y+ = 2. Cette diﬀérence
entre les y+ croît quand le rayon croît et s'approche du cylindre extérieur. La modélisation est
légèrement moins bonne au niveau de la couche limite du cylindre extérieur où la diﬀérence
entre valeurs expérimentales et numériques varie entre 5 % et 8 %, mais est la même pour
tous les y+ testés. Comme selon l'angle 0, la solution numérique la plus proche des résultats
expérimentaux est celle obtenue avec les y+ = 5 et y+ = 20.
Suivant l'angle 60, les résultats de la Fig.2.39 montrent que les couches limites des
cylindres intérieur et extérieur sont légèrement moins bien modélisées que suivant l'angle 30,
la diﬀérence entre valeurs expérimentales et numériques est inférieure à 10 % sur le cylindre
intérieur et inférieure à 12 % pour le cylindre extérieur. Ces résultats mettent également en
évidence que dans la couche limite du cylindre intérieur et dans la zone d'écoulement libre
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Figure 2.39  Comparaison du proﬁl de température radial adimensionné selon l'angle
60obtenu avec CFX avec diﬀérents y+ et le modèle de turbulence SST k − ω et expéri-
mentalement par McLeod et Bishop [33], avec RaLc = 1, 18 10
9
proche de ce cylindre le y+ inﬂuence très peu les résultats ; alors que dans la couche limite
proche du cylindre extérieur et dans la zone proche, les résultats dépendent du y+.
Dans la zone d'écoulement libre proche du cylindre intérieur, les résultats numériques sont
très proches des résultats expérimentaux avec une diﬀérence inférieure à 3 %. Au voisinage
de la couche limite du cylindre extérieur, cette diﬀérence est de l'ordre de 5 %.
Conclusion sur la variation de maillage Pour les y+ > 2, une fonction pariétale est utili-
sée pour modéliser la couche limite et les résultats obtenus sont plus proches des résultats
expérimentaux en particulier suivant l'ange 0. Suivant cet angle, la valeur du y+ inﬂuence
beaucoup le résultat. Suivant les autres angles, l'inﬂuence du y+ est beaucoup moins impor-
tante. Elle reste tout de même notable au voisinage de la couche limite du cylindre extérieur.
L'objet de cette étude n'étant pas d'observer la modélisation de la convection avec des fonc-
tions pariétales, on choisit de poursuivre l'étude de l'inﬂuence du modèle de turbulence avec
un y+ = 1.
Inﬂuence du modèle de turbulence L'inﬂuence du modèle de turbulence utilisé sur les ré-
sultats est maintenant abordé. Trois modèles de turbulence sont testés : k − , k − ω et SST
k− ω, et le proﬁl de température radial obtenu suivant les angles 0, 30et 60est comparé
au proﬁl mesuré expérimentalement par McLeod et Bishop. Les simulations de cette compa-
raison sont faites avec le maillage de la conﬁguration 1 de la partie précédente, c'est-à-dire
avec un y+ = 1.
Sur les graphes des ﬁgures Fig.2.40, Fig.2.41, Fig.2.42 sont représentés le proﬁl de tempé-
rature radial adimensionné obtenu avec les trois modèles de turbulence testés et un y+ = 1,
selon les angles 0, 30et 60(Fig.2.25) et les résultats correspondants obtenus expérimen-
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talement par McLeod et Bishop. Contrairement au cas laminaire, la diﬀérence entre valeurs
expérimentales et numériques n'est pas la même selon les trois angles étudiés et en particulier
suivant l'angle 0.
Figure 2.40  Proﬁl de température radial adimensionné selon l'angle 0obtenu avec CFX
avec diﬀérents modèles de turbulence et y+ = 1 et expérimentalement par McLeod et Bishop
[33], avec RaLc = 1, 18 10
9
Suivant l'angle 0, les résultats montrent que le modèle k− modélise très mal les couches
limites des deux cylindres, que ce soit pour l'évaluation de la température ou de l'épaisseur
de couche limite thermique avec une diﬀérence entre valeurs expérimentales et numériques
pouvant atteindre 28 % sur la température. Dans la zone d'écoulement libre, la diﬀérence
entre température expérimentale et numérique est de l'ordre de 10 %.
Les modèles k−ω et SST k−ω aboutissent à des résultats très semblables, en particulier
dans les couches limites des cylindres où la diﬀérence entre les deux méthodes est inférieure à
1 % et une légère diﬀérence entre la couche limite du cylindre intérieur et la zone d'écoulement
libre, probablement due au couplage entre les modèles k − ω et k −  dans le modèle SST
k− ω. Ils évaluent mieux la température dans la couche limite du cylindre intérieur avec une
diﬀérence par rapport à l'expérience inférieure à 13 %, que dans la couche limite du cylindre
extérieur inférieure à 16 %. Dans la zone d'écoulement libre, comme le modèle k− , la diﬀé-
rence entre température expérimentale et numérique est de l'ordre de 10 %.
Suivant les angles 30et 60, l'inﬂuence du modèle de turbulence est semblable. Comme
suivant l'angle 0, le modèle k −  modélise très mal les couches limites des cylindres. De
plus, il ne représente pas la variation de température dans la zone d'écoulement libre.
Les modèles de turbulence k−ω et SST k−ω aboutissent encore à des résultats semblables,
avec une diﬀérence entre température expérimentale et numérique inférieure à 5 % dans la
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Figure 2.41  Comparaison du proﬁl de température radial adimensionné selon l'angle
30obtenu avec CFX avec diﬀérents modèles de turbulence et y+ = 1 et expérimentalement
par McLeod et Bishop [33], avec RaLc = 1, 18 10
9
Figure 2.42  Comparaison du proﬁl de température radial adimensionné selon l'angle
60obtenu avec CFX avec diﬀérents modèles de turbulence et y+ = 1 et expérimentalement
par McLeod et Bishop [33], avec RaLc = 1, 18 10
9
zone d'écoulement libre. La couche limite du cylindre intérieur est bien modélisée, celle du
cylindre extérieur l'est moins bien avec une diﬀérence pouvant atteindre 10 %.
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Figure 2.43  Proﬁl de température radial adimensionné selon l'angle 0obtenu numérique-
ment avec CFX, par Addad et al. [38] et expérimentalement par McLeod et Bishop [33] avec
les modèles de turbulence k −  (gauche), k − ω (milieu) et SST k − ω (droite), avec y+ = 1
et RaLc = 1, 18 10
9
Figure 2.44  Proﬁl de température radial adimensionné selon l'angle 30obtenu numéri-
quement avec CFX, par Addad et al. [38] et expérimentalement par McLeod et Bishop [33]
avec les modèles de turbulence k −  (gauche), k − ω (milieu) et SST k − ω (droite), avec
y+ = 1 et RaLc = 1, 18 10
9
Figure 2.45  Proﬁl de température radial adimensionné selon l'angle 60obtenu numéri-
quement avec CFX, par Addad et al. [38] et expérimentalement par McLeod et Bishop [33]
avec les modèles de turbulence k −  (gauche), k − ω (milieu) et SST k − ω (droite), avec
y+ = 1 et RaLc = 1, 18 10
9
Les résultats de simulation sont maintenant comparés aux résultats numériques de Addad
et al.. Sur les graphes des ﬁgures Fig.2.43, Fig.2.44 et Fig.2.45 sont représentés le proﬁl de
température radial adimensionné obtenu avec les trois diﬀérents modèles de turbulence testés
et un y+ = 1, selon les angles 0, 30et 60(Fig.2.25) et les résultats correspondants obtenus
expérimentalement par McLeod et Bishop et numériquement par Addad et al. [38].
Ces graphes montrent la diﬃculté de modélisation suivant l'angle 0et en particulier au
86
voisinage de la couche limite du cylindre intérieur. Les températures obtenues par Addad et
al. suivant cet angle sont plus proches des valeurs expérimentales de Mcleod et Bishop que
celles obtenues avec les simulations CFX, en particulier avec le modèle k − ω. Cependant, la
modélisation reste diﬃcile suivant cet angle et la diﬀérence entre les températures d'Addad et
al. et de McLeod et Bishop au voisinage de la couche limite du cylindre intérieur est entre 4
% et 10 %.
La modélisation de la couche limite du cylindre intérieur par Addad et al. avec le modèle
k −  est meilleure que celle obtenue avec CFX, en particulier suivant l'angle 60où l'erreur
est inférieure à 2 %. Par contre, la modélisation de la couche limite du cylindre extérieur par
Addad et al. est moins bonne que celle du cylindre intérieur, quels que soient le modèle de
turbulence et l'angle, avec une diﬀérence entre 10 % et 15 %.
Suivant les angles 30et 60, les températures de Addad et al. et celles obtenues avec
CFX avec les modèles k−ω et SST k−ω sont proches, en particulier au voisinage du cylindre
intérieur. Aucune des conﬁgurations numériques évoquées ici (ni celle de CFX, ni celle d'Addad
et al.) ne modélise avec moins de 10 % de diﬀérence la couche limite du cylindre extérieur.
Conclusion sur l'inﬂuence du modèle de turbulence L'inﬂuence du modèle de turbulence
sur le proﬁl de température entre les deux cylindres a été étudiée. D'après les résultats nu-
mériques obtenus, il a été montré que le modèle de turbulence k −  donnait de moins bons
résultats que les modèles k−ω et SST k−ω, en particulier au niveau des couches limites des
cylindres. Addad et al. obtiennent des résultats légèrement meilleurs au niveau de la couche
limite du cylindre intérieur avec leur modèle k − .
Il a également été vu que les résultats obtenus avec les modèles k−ω et SST k−ω étaient
semblables, avec une diﬀérence entre valeurs expérimentales et numériques inférieure à 8 %,
sauf dans la couche limite où cette diﬀérence peut atteindre 13 % suivant les angles 30et
60.
Suivant l'angle 0la modélisation semble diﬃcile, en particulier au voisinage des cylindres.
La diﬀérence obtenue est inférieure à 13 %, 16 % et 10 % respectivement dans les couches
limites des cylindres intérieur et extérieur et dans la zone d'écoulement libre, avec les modèles
k− ω et SST k− ω de CFX. Addad et al. arrivent à réduire cette diﬀérence avec leur modèle
k − ω mais cette diﬀérence atteint tout de même 10 % dans la couche limite du cylindre
intérieur et 15 % dans la couche limite du cylindre extérieur.
Comparaison du ﬂux avec Raithby et Hollands La diﬀérence entre le ﬂux échangé entre les
deux cylindres calculé par le logiciel et celui calculé avec l'expression de Raithby et Hollands
en régime turbulent (1.54) est comparée, dans le cas d'un modèle SST k − ω et d'un y+ = 1.
Le ﬂux (en [W]) obtenu est inférieur de 16 % avec le logiciel CFX qu'avec l'expression (1.54).
Cette erreur est importante et est obtenue pour un Rayleigh Ra = 2, 3 108, mais comme il
a été remarqué dans le cas laminaire, la diﬀérence entre le ﬂux calculé avec l'expression de
Raithby et Hollands en régime laminaire (1.45) et le logiciel augmente quand le nombre de
Rayleigh diminue et s'approche des valeurs de Rayleigh limites de l'intervalle de validité de
l'expression de Raithby et Hollands. Il serait donc intéressant de regarder la variation de cette
diﬀérence pour d'autres nombres de Rayleigh.
Conclusion Cette analyse de la modélisation de la convection naturelle turbulente a
permis de mettre en évidence les performances des diﬀérents modèles de turbulence et du
maillage pour résoudre ce problème ainsi que la diﬃculté de modélisation de ce phénomène.
Compte tenu des résultats obtenus, le modèle SST k − ω avec un y+ = 1 sera utilisé pour les
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simulations du jeu de barres avec les deux géométries de conducteur. Cette conﬁguration est
également celle choisie et utilisée par Paul et al. [63] et Kaufmann et al. [37].
2.2.3.2 Rayonnement
2.2.3.2.1 Calcul de l'épaisseur optique Avant de commencer à simuler le rayonnement
avec le logiciel CFX, l'épaisseur optique τ du milieu étudié est calculée pour savoir si le milieu
est optiquement mince ou optiquement épais et ensuite analyser les résultats des simulations
selon le modèle de rayonnement utilisé. Cette épaisseur optique du milieu s'exprime :
τ =
∫ s
0
βe(s)ds avec βe = κ+ σ (2.2)
Où κ est le coeﬃcient d'absorption du milieu et σ le coeﬃcient de diﬀusion (scattering)
et βe est appelé coeﬃcient d'extinction. Le milieu étudié compris entre les deux cylindres
étant de l'air supposé non absorbant et non diﬀusant, les deux coeﬃcients κ et σ sont nuls et
l'épaisseur optique τ aussi.
2.2.3.2.2 Simulation L'objectif de cette partie est de reproduire le transfert radiatif entre
deux cylindres concentriques séparés par un milieu transparent avec le logiciel CFX. Ce cas est
traité car il est le plus simple permettant la détermination des paramètres numériques adaptés
aux simulations (maillage, modèle de rayonnement...). L'étude d'un milieu participatif est
complexe à appliquer.
Le rayonnement est simulé dans une tranche de gaz compris entre deux cylindres concen-
triques (Fig.1.13). Les propriétés de l'air sont attribuées à ce gaz avec des coeﬃcients d'ab-
sorption et de diﬀusion (dans le sens scattering) nuls. Une émissivité  = i = o est imposée
aux parois des cylindres et le facteur de diﬀusion est pris égal à 1 pour avoir des parois dif-
fuses. Une température constante est imposée aux parois des cylindres intérieur Ti et extérieur
To, avec Ti > To. Une condition de symétrie aux surfaces latérales du modèle est également
imposée, comme pour les simulations précédentes (Fig.2.24). La gravité est prise nulle aﬁn
de ne pas considérer la convection dans l'air et la conductivité thermique de l'air est prise
quasi nulle (égale à 10−6 W.m−1.K−1) pour ne pas modéliser la conduction. Ainsi, seul le
rayonnement est pris en compte.
A travers ces simulations, l'inﬂuence du modèle de rayonnement utilisé et l'inﬂuence de
l'émissivité des surfaces des cylindres sont étudiées. Les quatre modèles de rayonnement dis-
ponibles dans le logiciel sont testés, c'est-à-dire Rosseland, P1, DTM et Monte Carlo, ainsi
que les émissivités : 0, 01, 0, 25, 0, 5, 0, 75, 1. Pour ces simulations, les dimensions des cylindres
et le maillage sont les mêmes qu'à la conﬁguration 2 du cas de convection naturelle turbulente
(Tab.2.14).
Les résultats de la Fig.2.46 montrent que plus l'émissivité des parois est importante, plus
le ﬂux échangé entre les cylindres est important. Lorsque l'émissivité est nulle, le ﬂux échangé
est nul, ce qui est cohérent car une surface d'émissivité nulle n'émet aucun rayonnement.
Sur la Figure 2.47 est représenté le rapport des ﬂux calculés par CFX et avec l'expression
deModest (1.60) en fonction de l'émissivité des parois des cylindres, obtenus avec les diﬀérents
modèles de rayonnement testés. Les résultats obtenus avec la méthode Rosseland ne sont pas
tracés sur ce graphe, puisque dans ce cas, le logiciel suppose que les émissivités des parois
sont égales à 1, la variation d'émissivité n'a pas pu être étudiée. Toutefois, dans le cas d'une
émissivité égale à 1, on obtient un ﬂux échangé entre les deux parois totalement faux : il est
19 fois plus grand que celui calculé avec l'expression (1.60).
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Figure 2.46  Flux calculé par CFX en fonction de l'émissivité des parois des cylindres,
obtenu avec les diﬀérents modèles de rayonnement testés et avec l'expression de Modest [39]
Figure 2.47  Rapport des ﬂux calculés par CFX et avec l'expression de Modest en fonction
de l'émissivité des parois des cylindres, obtenus avec les diﬀérents modèles de rayonnement
testés.
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Sur ce graphe, le modèle Monte Carlo est bien celui qui permet d'avoir le résultat le plus
précis, avec une diﬀérence inférieure à 1 % par rapport à Modest. On note aussi que dans le
cas  = 0, 01, il n'est pas possible d'obtenir de résultat avec cette méthode car il y a trop
d'itérations entraînées par une réﬂectivité des parois des cylindres trop importante.
Dans le cas examiné, la conﬁguration étudiée est celle d'une épaisseur optique ﬁne et le
modèle DTM est eﬀectivement plus précis que le modèle P1, avec une erreur maximale de 12
% obtenue avec DTM et de 48 % pour la méthode P1. Il est intéressant de noter que l'erreur
obtenue avec ces deux méthodes diminue quand l'émissivité des parois diminue, pour être
inférieure à 1 % en  = 0, 01. Comme mentionnée précédemment, la méthode P1 donne de
mauvais résultats dans le cas d'une surface émettant plus que le milieu, ce qui expliquerait
l'erreur importante quand l'émissivité est importante et qui diminue quand  diminue et se
rapproche de l'émissité de l'air qui est nulle.
Cette conﬁguration de transfert radiatif dans un milieu transparent se situe loin de l'équi-
libre radiatif et les méthodes Monte Carlo et DTM sont plus adaptées que les modèles Ros-
seland et P1 qui conviendraient plutôt dans le cas d'un milieu opaque qui est plus proche de
l'équilibre radiatif [98].
Suite à cette comparaison, le modèle Monte Carlo semble être le plus approprié car il
permet d'obtenir les résultats avec la meilleure précision. Toutefois, ce modèle est connu
pour son temps de calcul plus important que les autres. Pour le vériﬁer, une simulation
supplémentaire est réalisée en ne négligeant plus ni la convection, ni la conduction dans le
gaz. En eﬀet, la conductivité thermique réelle de l'air est attribuée au gaz, la gravité n'est
plus négligée et la convection turbulente est prise en compte avec un modèle SST k − ω. Les
temps de calcul avec un modèle de rayonnement DTM et Monte Carlo sont comparés. Dans
ce cas de couplage entre tous les transferts de chaleur, le calcul est 7 fois plus long avec le
modèle Monte Carlo qu'avec le modèle DTM. Ceci montre donc bien que le modèle Monte
Carlo demande une capacité de calcul plus importante que le modèle DTM.
De plus, les émissivités réelles à l'intérieur des jeux de barres ne sont pas très élevées, car
les surfaces des pièces le composant sont en grande partie des métaux polis. L'application du
GIS se situe dans un intervalle où l'erreur induite par le modèle DTM est réduite.
Conclusion sur le modèle de rayonnement Parce qu'il permet d'obtenir des résultats conve-
nables avec un temps de calcul raisonnable, le modèle de rayonnement DTM est choisi pour
les simulations du jeu de barres avec les deux géométries de conducteur.
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2.2.4 Couplage
Maintenant que les résultats obtenus avec les logiciels CST et CFX ont été vériﬁés, nous
allons utiliser ceux de CST comme terme source dans le logiciel CFX pour calculer les échanges
thermiques et en déduire l'augmentation de température engendrée par le passage du courant.
La grandeur utilisée est la puissance dissipée par eﬀet Joule. La puissance en W.m−3 sera
appelée puissance locale et la puissance en W , puissance totale.
2.2.4.1 Exportation des résultats de CST
La géométrie étudiée est la même que dans la partie traitant l'eﬀet de peau. Cette partie
ne comparant plus l'épaisseur de peau à une plaque plane, le rayon a est réduit de manière à
avoir moins de mailles et à diminuer le temps de calcul. Les paramètres utilisés sont résumés
dans le tableau suivant :
Tableau 2.15  Paramètres des simulations
Paramètre Valeur(s) Unité
a 0, 06 m
L 0, 02 m
σe 3.10
−7 S.m−1
Imax 4000 A
f 50 / 0, 001 Hz
d 0, 1 m
ne 3
La première étape du couplage consiste à exporter la puissance dissipée localement par
eﬀet Joule p en [W.m−3] calculée par le logiciel en chaque n÷ud du maillage. Pour cela, le
logiciel découpe le domaine en cubes de cotés m dont la valeur est ﬁxée par l'utilisateur.
Il détermine alors la puissance aux centres des cubes en redécoupant le domaine par sub-
triangulation et en calculant la puissance par interpolation linéaire des deux n÷uds les plus
proches. Il n'existe, à l'heure actuelle, pas de module dans le logiciel permettant d'exporter
les valeurs calculées aux n÷uds du maillage.
Pour avoir une idée de l'importance de l'erreur due à l'interpolation, les valeurs extraites
de CST le long d'une droite parallèle à l'axe du cylindre et située à une distance 0, 055
m de cet axe après redécoupage du domaine, sont observées. Trois valeurs de m diﬀérentes
permettant d'avoir dans l'épaisseur de peau un nombre de cubes supérieur ou égal à ne sont
choisies : 0, 001 m, 0, 02 m et 0, 004 m. La puissance moyenne extraite sur cette droite ainsi
que l'écart-type sont calculés et comparés à la valeur analytique attendue. La diﬀérence entre
la puissance moyenne sur la droite et la valeur analytique est de l'ordre de 1 %, c'est-à-dire du
même ordre que la précision du calcul CST. Dans le cas où le nombre de cubes dans l'épaisseur
de peau suite au découpage du domaine est supérieur ou égal à ne, l'interpolation faite lors
de l'exportation des résultats de CST engendre donc une erreur négligeable par rapport à la
précision du calcul CST.
En revanche, cette erreur est non négligeable à l'interface entre le cylindre et l'extérieur
à cause du découpage (Fig.2.48). En eﬀet, si les cubes sont entièrement contenus dans le
cylindre, alors la puissance calculée est celle due à l'eﬀet Joule. Sinon, la puissance est calculée
à l'extérieur du cylindre et est nulle. Il sera montré plus tard que cette erreur a peu d'inﬂuence
notamment sur la puissance totale dans CFX.
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Figure 2.48  Puissance locale adimensionnée exportée avec trois découpages diﬀérents en
fonction du rayon
Le ﬁchier de données obtenues contient les coordonnées du centre de chaque cube, la
puissance calculée en ce point et le volume du cube. La dimension m des cubes est ﬁxée et
constante dans un volume donné. Le gradient de puissance étant important dans l'épaisseur
et faible dans le reste du cylindre, les résultats sont extraits indépendamment dans ces deux
volumes avec deux dimensions de cube diﬀérentes, notées respectivementmp etmc. Diﬀérentes
dimensions de cube sont testées pour voir leur inﬂuence sur le résultat importé dans CFX.
2.2.4.2 Importation dans CFX
Dans le logiciel CFX, le modèle est redessiné et remaillé. Il n'est pas possible d'importer le
maillage de CFX dans CST. Ne pas importer dans CFX le maillage de CST peut être intéres-
sant car dans CST seules les pièces conductrices sont modélisées. Les pièces non conductrices
(par exemple le gaz) pouvant être assimilées à du vide dans la physique étudiée ne sont pas
simulées. Cela permet de réduire le nombre de mailles et le temps de calcul. Dans CFX, tous
les composants sont à prendre en compte : conducteurs, non conducteurs, ﬂuides, solides, on
simule donc tous les volumes. De plus, les zones où le maillage doit être plus ﬁn dans le logiciel
CST sont les épaisseurs de peau, car elles sont des zones de forts gradients. Dans CFX, à ces
zones il faut par exemple y ajouter les interfaces ﬂuide solide où les couches limites doivent
être raﬃnées.
Le ﬁchier exporté par CST est alors importé dans CFX qui interpole les grandeurs au
centre de ces mailles. Pour cela, il réalise une moyenne sur les trois points de CST les plus
proches du centre de la maille. Cette moyenne est pondérée par l'inverse de la distance entre
le centre de la maille de CFX et chacun de ces points. Pour ne pas perdre d'informations
sur l'important gradient de puissance dans l'épaisseur de peau, le maillage de CFX doit être
suﬃsamment ﬁn dans cette zone mais sans excéder le nombre de points extraits de CST.
Plusieurs maillages vont être testés pour voir l'inﬂuence sur le résultat interpolé par CFX.
2.2.4.3 Vériﬁcation des grandeurs importées
A chaque étape, depuis l'exportation des données de CST jusqu'à l'interpolation de ces
données par CFX, nombre d'informations sur la répartition de puissance initiale sont perdues.
Pour tenter de réduire cette erreur, l'inﬂuence du découpage du domaine dans CST et du
maillage dans CFX sur l'erreur entre la puissance exportée de CST et la puissance interpolée
dans CFX sont étudiées. La température obtenue dans trois cas analytiques, en utilisant
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l'importation de la puissance de CST comme terme source, est également observée. Dans
cette partie, la fréquence est égale à 50 Hz.
2.2.4.3.1 Variation des dimensions du découpage dans CST Comme indiqué pré-
cédemment, le découpage du domaine en cubes dans CST est déﬁni par le paramètre m qui
correspond à la longueur des arêtes de ces cubes. Le cylindre est divisé en deux volumes pour
exporter plus de points dans l'épaisseur de peau que dans le reste du cylindre. Trois décou-
pages du domaine dans CST sont testés, c'est-à-dire trois couples (mp,mc). Chaque découpage
est importé dans CFX où le modèle est maillé avec un nombre de mailles dans l'épaisseur de
peau nef = 3 (Tab.2.16).
Tableau 2.16  Paramètres des simulations
Découpage mp mc nef
1 0, 001 m 0, 003 m
2 0, 002 m 0, 006 m
3
3 0, 004 m 0, 012 m
2.2.4.3.2 Variation du maillage dans CFX Trois maillages diﬀérents sont testés (Tab.2.17)
dans le but d'observer l'inﬂuence du nombre de mailles nef dans l'épaisseur de peau dans
CFX. Pour chaque maillage, les puissances de CST sont exportées avec le même découpage
mp = 0, 002 m et mc = 0, 006 m.
Tableau 2.17  Paramètres des simulations
Maillage mp mc nef
1 6
2
0,002 m 0,006 m
3
3 1
La puissance initialement calculée par CST est comparée à celle obtenue après interpo-
lation aux centres des mailles de CST pour les trois découpages et les trois maillages. Ces
puissances locales sont des valeurs moyennes sur une droite parallèle à l'axe du cylindre et
située à un rayon 0, 055 m de l'axe, sur le cercle de rayon 0, 055 m et le long d'un rayon.
2.2.4.3.3 Puissance suivant un cercle et une droite Sur les graphes de la ﬁgure
Fig.2.49, sont représentés le rapport entre la puissance locale moyenne après interpolation
dans CFX sur le cercle de rayon r = 0, 055m et sur la droite parallèle à l'axe située à une
distance 0, 055m de l'axe, et la puissance locale analytique, avec leur écart-type, en fonction
du découpage de CST (gauche) et en fonction du nombre de mailles dans l'épaisseur de peau
dans CFX (droite).
Concernant le découpage de CST, les résultats montrent que plus les dimensions des cubes
du découpage de CST mp et mc sont petites, plus l'erreur d'interpolation est réduite sur la
droite ou sur le cercle. Ils montrent également que l'écart-type diminue lorsque mp et mc
diminuent. La diﬀérence entre la valeur après interpolation dans CFX et la valeur analytique
reste inférieure à 6 %.
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Figure 2.49  Rapport entre la puissance locale moyenne après interpolation dans CFX sur
le cercle de rayon r = 0, 055m et sur la droite parallèle à l'axe située à une distance 0, 055m
de l'axe, et la puissance locale analytique, avec leurs écart-type, en fonction du découpage
de CST (gauche) et en fonction du nombre de mailles dans l'épaisseur de peau dans CFX
(droite)
Concernant le maillage de CFX, sur le cercle, un nombre de mailles dans l'épaisseur de
peau dans CFX plus petit que celui de CST entraîne une diﬀérence importante sur les valeurs
après interpolation dans CFX : jusqu'à 20 % de diﬀérence avec une maille dans l'épaisseur de
peau dans CFX. Un nombre de mailles dans CFX plus important que dans CST permet de
réduire cette diﬀérence qui varie tout de même entre −5 % et 7 % dans le cas de six mailles
dans l'épaisseur de peau dans CFX. Avoir le même nombre de mailles dans l'épaisseur de peau
et dans CFX semble être un bon compromis, avec une diﬀérence moyenne de 6 % et pouvant
atteindre 10 %
2.2.4.3.4 Puissance suivant un rayon Sur les courbes de la ﬁgure Fig.2.50 sont re-
présentées les puissances locales moyennes interpolées par CFX sur un rayon du cylindre,
adimensionnées par la valeur de la puissance à la périphérie du cylindre, obtenues avec dif-
férentes dimensions de découpage dans CST (gauche) et avec diﬀérents nombres de mailles
dans l'épaisseur de peau dans CFX (droite) et la puissance locale obtenue analytiquement,
en fonction du rayon adimmensionné.
Ces graphes conﬁrment que réduire les dimensions du découpage de CST mp et mc permet
de réduire l'erreur due au passage de CST dans CFX. Ils mettent également en évidence
que les limites des volumes engendrent des erreurs d'interpolation. En eﬀet, comme il a été
dit précédemment 2.2.4.1, lors de l'interpolation des résultats dans CST pour exporter la
puissance aux centre des cubes, un cube non entièrement compris dans le volume n'est pas
considéré comme appartenant au volume, aucune valeur n'est alors attribuée à ce point. Le
modèle étudié ici comporte deux volumes. A l'interface entre ces deux volumes, tout comme
à la périphérie du cylindre, il y a moins de points, ce qui entraîne une erreur sur la puissance
interpolée par CFX.
Ces courbes montrent qu'augmenter le nombre de mailles dans CFX permet de s'approcher
de la solution de CST mais ne réduit pas l'erreur aux limites des volumes. Ceci est cohérent,
car réduire les dimensions des cubes de CST m donne plus d'information sur la répartition de
la puissance à CFX alors qu'augmenter le nombre de mailles nef permet uniquement d'être
plus ﬁdèle aux informations importées de CST. Donc exporter trop peu d'informations de
CST ne peut pas être compensé par une augmentation de nef dans CFX.
94
Figure 2.50  Puissances locales moyennes interpolées par CFX sur un rayon du cylindre,
adimensionnées par la valeur de la puissance à la périphérie du cylindre, obtenues avec dif-
férentes dimensions de découpage dans CST (gauche) et avec diﬀérents nombres de mailles
dans l'épaisseur de peau dans CFX (droite) et obtenues analytiquement, en fonction du rayon
adimmensionné
2.2.4.3.5 Puissance totale Sur la Fig.2.51 est représenté le rapport entre la puissance
totale après interpolation dans CFX obtenue avec diﬀérents découpages de CST (gauche)
et diﬀérents nombres de mailles dans l'épaisseur de peau dans CFX, et la puissance totale
calculée analytiquement avec l'expression de Levasseur [20].
Figure 2.51  Rapport entre la puissance totale après interpolation dans CFX obtenue avec
diﬀérents découpages de CST (gauche) et diﬀérents nombres de mailles dans l'épaisseur de
peau dans CFX, et la puissance totale calculée analytiquement avec l'expression de Levasseur
[20]
Cette ﬁgure montre qu'une erreur de près de 20 % sur la puissance locale après interpolation
dans CFX engendre une erreur inférieure à 7 % sur la puissance totale. Dans le cas mp = 2,
mc = 6 et nef = 3 cette erreur sur la puissance totale est inférieure à 3 %. Elle met en évidence,
une fois de plus, que pour s'approcher des résultats de CST il est plus intéressant de réduire
les dimensions des cubes de CST que d'augmenter le nombre de mailles de CFX nef .
A présent, il est question de voir l'erreur qu'entraîne cette diﬀérence sur la température.
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2.2.4.3.6 Inﬂence sur la température Les dimensions du découpage lors de l'expor-
tation de la puissance locale calculée par CST et le nombre de mailles dans l'épaisseur de
peau inﬂuencent la valeur de cette puissance locale après interpolation dans CFX. La diﬀé-
rence entre cette valeur et celle calculée par CST est de l'ordre de 6 %. L'erreur induite par
cette diﬀérence lors du calcul de la température dans CFX dans un cas simple est maintenant
observée.
Un cas simple est choisi et développé plus en détail dans la partie suivante 2.2.4.4.1. Il
s'agit de calculer l'augmentation de température en fonction du temps dans le cylindre en
aluminium, soumis à la puissance locale de CST appliquée comme terme source et dont la
surface latérale est adiabatique. Aux deux extrémités du cylindre, une condition de symétrie
(Fig.2.52) est appliquée. La température initiale du cylindre est notée Ti et la température
ﬁnale (c'est-à-dire au temps tf = 100tp et tp le pas de temps en secondes) est notée Tf .
Cette température est calculée dans quatre conﬁgurations avec diﬀérents m et nef , résu-
mées dans le tableau suivant Tab.2.18.
Tableau 2.18  Paramètres des simulations
Conﬁgurations mp mc nef
1 1 3 3
2 2 6 3
3 4 12 3
4 2 6 6
Tableau 2.19  Températures ﬁnales atteintes avec les quatre conﬁgurations testées
Conﬁgurations Températures
1 322, 4K
2 322, 6K
3 322, 9K
4 322, 6K
La variation de température en fonction du temps le long d'un rayon est comparée à
la température ﬁnale en un point du cylindre de coordonnées (0, 01m; 0m; 0, 055m), entre
chaque conﬁguration. Dans les quatre conﬁgurations testées, les températures obtenues sont
très proches avec une diﬀérence inférieure à 0, 5 % (Tab.2.19).
2.2.4.3.7 Critère retenu Compte tenu des diﬀérences de puissances liées au découpage
de CST, au maillage de CFX et au temps de calcul, une dimension de cube m telle qu'il y ait
deux fois plus de cubes que de mailles dans l'épaisseur de peau et un nombre de mailles dans
l'épaisseur de peau nef dans CFX égal au nombre de mailles dans CST sont retenus comme
critères de simulation.
2.2.4.4 Vériﬁcation de l'utilisation de la puissance dans CFX
La puissance exportée de CST est maintenant utilisée comme terme source dans des si-
mulations CFX pour calculer l'augmentation de température dans des cas simples. Trois
conﬁgurations sont testées : deux avec une puissance locale uniforme sur le cylindre, calculée
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dans CST avec une fréquence très petite (donc pas d'eﬀet de peau dans le cylindre, la répar-
tition du courant est uniforme) et une avec une puissance locale non uniforme.
L'équation de la chaleur s'écrit :
ρCp
∂T
∂t
= λ∇2T + χ (2.3)
où ρ est la masse volumique et Cp la capacité caloriﬁque à pression constante du cylindre. T
la température, t le temps et χ le terme source. Le membre de gauche de l'équation représente
l'accumulation de chaleur par le milieu au cours du temps. Le premier terme du membre de
droite représente le transport de chaleur dans le milieu et le second terme la source de chaleur.
2.2.4.4.1 Cas instationnaire Dans cette conﬁguration (précédemment évoquée 2.2.4.3.6),
la paroi latérale du cylindre est supposée adiabatique et la source χ est uniforme sur la section
du cylindre. Dans ce cas, il n'y a pas de gradient de température dans le cylindre, le premier
terme du membre de droite de l'équation de la chaleur est nul. L'équation de la chaleur peut
alors être simpliﬁée à :
∂T
∂t
=
χ
ρCp
(2.4)
L'expression de la température du cylindre en fonction du temps s'obtient après intégration
de (2.4) :
T (t) =
χ
ρCp
t+ Ti (2.5)
où Ti est la température initiale du cylindre à t = 0 s.
Pour reproduire ce cas analytique en simulation, une simulation CST est lancée avec une
fréquence très faible f = 0, 001 Hz pour avoir une répartition de puissance locale uniforme
dans le cylindre (tous les autres paramètres de CST sont les mêmes que dans les simulations
précédentes). La valeur de puissance exportée est exactement la même en tous les points du
cylindre, les dimensions du découpage dans CST et le nombre de mailles dans l'épaisseur de
peau dans CFX ont donc ici peu d'importance. Les paramètres suivants sont pris pour la
simulation mp = 0, 002 m, mc = 0, 004 m et nef = 3.
Dans CFX, une condition adiabatique est appliquée à la surface latérale du cylindre et des
conditions de symétrie à ses deux extrémités (Fig.2.52).
Figure 2.52  Conditions limites appliquées aux cylindres dans le cas instationnaire
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Les valeurs de la masse volumique, la capacité caloriﬁque et la conductivité thermique de
l'aluminium sont les suivantes :
ρ = 2702kg.m−3 Cp = 903J.kg−1.K−1 λ = 237W.m−1.K−1
L'évolution de la température pendant un temps t = 100tp, où tp est le pas de temps en
secondes, est observée. Il a été vériﬁé que les résultats sont bien axisymétriques et invariants
dans la longueur du cylindre.
Figure 2.53  Comparaison entre la température calculée par CFX dans le cas instation-
naire et la température analytique attendue, adimensionnée par Ti, en fonction du temps
adimensionné par le pas de temps tp
La Fig.2.53 montre que la température calculée par CFX dans cette conﬁguration est exac-
tement la même que la température analytique attendue. Dans le logiciel, cette température
est également uniforme dans toute la section du conducteur. En conclusion, l'utilisation des
résultats de CST comme terme source fonctionne dans cette conﬁguration.
2.2.4.4.2 Cas stationnaire Pour cette deuxième conﬁguration, une température ﬁxe Tw
est imposée à la surface latérale du cylindre ainsi qu'une source uniforme χ. La répartition
de température ﬁnale, c'est-à-dire en régime stationnaire, dans le cylindre est observée. Le
membre de gauche de l'équation de la chaleur est donc nul. L'équation de la chaleur peut
alors être simpliﬁée à :
∇2T = −χ
λ
(2.6)
Avec l'expression du gradient dans un repère cylindrique, elle s'écrit :
1
r
∂
∂r
(
r
∂T
∂r
)
= −χ
λ
(2.7)
L'expression de la température en fonction du rayon s'obtient par intégration de (2.7) :
T (r) = − χ
4λ
r2 +B ln r + C ou`B etC sont des constantes. (2.8)
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La température du cylindre étant ﬁnie quand le rayon r tend vers 0, la constante B est
nulle. A la périphérie du cylindre (r = a), la température est égale à Tw. On écrit alors la
température en fonction du rayon :
T (r) =
χ
4λ
(a2 − r2) + Tw (2.9)
Pour reproduire ce cas analytique en simulation, comme pour le cas précédent, la puissance
uniforme calculée par CST pour une fréquence de 0, 001 Hz est déterminée. Le découpage du
domaine dans CST et le maillage dans CFX sont également les mêmes.
Figure 2.54  Conditions limites appliquées aux cylindres dans le cas stationnaire
Dans CFX, une condition de symétrie est également appliquée aux deux extrémités du
cylindre. En revanche, sur la surface latérale du cylindre une température constante Tw est
imposée (Fig.2.54). Le cylindre est, dans ce cas également, de l'aluminium avec une même
masse volumique ρ et une même capacité caloriﬁque Cp, mais avec une conductivité thermique
λ plus petite pour pouvoir observer une répartition de température non uniforme dans la
section du conducteur. La conductivité thermique de l'aluminium suivante est prise :
λ = 0, 01W.m−1.K−1
Figure 2.55  Comparaison entre la température calculée par CFX dans le cas stationnaire et
la température analytique attendue, adimensionnée par Tw, en fonction du rayon adimensionné
La Fig.2.55 montre que la répartition de température calculée par CFX est la même que
celle calculée analytiquement. Dans le logiciel, le résultat est bien axisymétrique et indépen-
dant de la longueur, avec une diﬀérence et un écart-type inférieurs à 1 %.
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2.2.4.4.3 Cas réel La répartition de température radiale obtenue dans un cas proche de
la réalité est maintenant abordée. Ce cas est obtenu en appliquant comme terme source χ
au cylindre une puissance non uniforme sur la section et un échange convectif sur la surface
latérale (Fig.2.56). Ce cas vise à juger si une répartition non uniforme de la puissance dissipée
par eﬀet Joule couplée à un échange convectif entraîne une répartition non uniforme de la
température dans la section du cylindre . Ce cas permet également d'observer l'inﬂuence du
diamètre du cylindre sur cette répartition de température.
Figure 2.56  Conditions limites appliquées au cylindre dans la cas réel
Plusieurs rayons de cylindre sont testés : a = 0, 025m, 0, 06m, 0, 10m, 0, 25m, 0, 5m, 1m.
La puissance dissipée par eﬀet Joule calculée par CST suite au passage d'un courant alterna-
tif, à une fréquence et un courant eﬃcace f = 50Hz et Ieff = 4000A (Fig.2.57), est injectée
dans CFX comme décrit précédemment. Un coeﬃcient de convection h = 10W.m−2.K−1 ainsi
qu'une température ambiante Tamb = 300K sont imposés dans CFX comme conditions limites
à la surface latérale. La conductivité électrique du cylindre est prise égale à σe = 3, 10
7 S.m−1
et la conductivité thermique λ = 237W.m−1.K−1 pour correspondre aux propriétés de l'alu-
minium. Lors du maillage dans CST et CFX, le nombre de mailles dans l'épaisseur est toujours
supérieur ou égal à 3.
Figure 2.57  Puissance radiale dissipée par eﬀet Joule adimensionée (gauche) et non adi-
mensionnée (droite)
La répartition de température radiale obtenue dans les conﬁgurations testées est représen-
tée Fig.2.58. Les courbes montrent, tout d'abord, que la répartition de la température pour
tous les rayons testés est uniforme dans la section du cylindre : la diﬀérence de tempéra-
ture entre le centre du cylindre et sa périphérie est très inférieure à 1 %. Cette ﬁgure montre
également que la diﬀérence de température entre les rayons testés est très inférieure à 1 %.
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Figure 2.58  Distribution radiale de la température
Ces résultats mettent en évidence que la grande conductivité thermique du cylindre per-
met une homogénéisation de la température dans la section. Ils montrent également qu'en
augmentant le diamètre, la puissance locale dissipée diminue : par conséquent, l'augmenta-
tion de température générée par cette dissipation est moins importante et la répartition de
température reste alors uniforme dans la section du cylindre, même si celle-ci est plus grande.
Le calcul du nombre de Biot aboutit au même résultat. Ce nombre est déﬁni par l'équation
(2.10) et s'applique à des problèmes de conduction dans un solide couplé à un échange convectif
à sa surface [27]. Il permet de déterminer le phénomène le plus important entre conduction
et convection. Il peut aussi être interprété comme le rapport entre la résistance thermique
de conduction et la résistance thermique de convection. Lorsque Bi  1, la conduction est
prépondérante est la température au sein du solide peut être considérée uniforme. Lorsque
Bi 1, le gradient de température dans le solide est plus grand que dans le ﬂuide.
Bi =
ha
λ
(2.10)
où h est la coeﬃcient de convection, λ la conductivité thermique du solide et a le rayon
du cylindre.
Dans le cas d'un conducteur de rayon a = 1m, et en conservant les mêmes valeurs h =
10W.m−2.K−1 et λ = 237W.m−1.K−1, le nombre de Biot est égal à Bi = 0, 04 et est très
petit devant 1. La température du conducteur est bien uniforme.
Ces résultats permettent de conclure que, dans une géométrie cylindrique simple et dans les
conditions réelles, la répartition de température reste uniforme lorsque la puissance dissipée
par eﬀet Joule n'est pas uniforme dans la section. Dans l'application du GIS, le rayon du
conducteur n'atteindra jamais 1m. Il est donc possible de considérer que pour des courants
nominaux inférieurs à 4000A et de fréquence 50Hz, il n'est pas nécessaire de considérer
une répartition non uniforme de la puissance dans la section du conducteur cylindrique en
aluminium.
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2.2.4.5 Conclusion sur l'étude du couplage
Récupérer la puissance locale calculée par CST pour l'utiliser comme terme source dans
un calcul CFX entraîne des erreurs dues à l'extraction des puissances dans CST qui se fait
en calculant, par interpolation, la puissance au centre de cubes, en découpant le domaine de
façon homogène, à partir des puissances aux n÷uds du maillage de CST. Les erreurs sont
également dues au calcul, par interpolation, de la puissance au centre des mailles de CFX.
Il a été montré que, pour les découpages testés, l'erreur due à l'interpolation dans CST était
de l'ordre de 1%. Par contre, l'erreur due à l'interpolation dans CFX, pour les découpages et
maillages testés, ne pouvait être réduite qu'à 6 % pour la puissance locale (W.m−3) et à 2 %
pour la puissance totale (W ). Bien que ces erreurs sur la puissance puissent atteindre 15 %
sur la puissance locale, la diﬀérence sur la température calculée reste inférieure à 0, 5 %.
On vient également de vériﬁer que l'utilisation des puissances de CST comme terme source
dans CFX permet d'obtenir des températures très proches des températures analytiques dans
le cas d'une puissance uniforme. Dans le cas d'une puissance non uniforme, il a également été
montré, dans un cas réel et pour des cylindres de rayon allant jusqu'à 1m, que la température
dans la section du cylindre reste uniforme (avec une diﬀérence entre température au centre du
cylindre et à la périphérie inférieure à 1 %) même lorsque la puissance n'est pas uniforme dans
la section. Cela signiﬁe que l'imprécision induite par la répartition uniforme de la puissance
dans la section du conducteur n'entraîne ﬁnalement pas d'erreur sur le calcul de la température
de celui-ci. Ceci permet aussi de conclure qu'il est inutile de prendre en compte la variation
de la résistivité en fonction de la température.
Cette méthode est complexe et lourde à appliquer et elle entraîne une erreur importante
sur les puissances locales. En eﬀet, sur le cas du jeu de barres, l'exportation des résultats de
CST est longue et les ﬁchiers extraits lourds pour un découpage moyen. L'importante taille
des ﬁchiers ralentit ensuite l'utilisation et la modélisation du logiciel CFX pour ﬁnalement
obtenir une température uniforme dans la section du conducteur. Ainsi, pour les simulations
du jeu de barres, une puissance uniforme dans chaque pièce sera injectée.
La non compatibilité des logiciels de simulation complique également la prise en compte
de la dépendance des puissances dissipées par eﬀet Joule à la température. Comme évoqué au
Chapitre 1, il serait préférable de déterminer les températures ﬁnales du modèle par itération
en calculant les puissances dissipées à une température donnée puis les températures induites
(couplage bidirectionnel). D'après Novak et Koller la diﬀérence de température obtenue entre
un couplage bidirectionnel et unidirectionel est de l'ordre de 2K ou 3K [65].
Une méthode similaire à celle proposée dans ce chapitre existe et est performante entre
deux logiciels diﬀérents : Comsol pour le calcul électromagnétique et Fluent pour la mécanique
des ﬂuides. Elle a été mise en place par C. Courtessole [99101] qui a développé une interface
entre ces deux logiciels. Celle-ci procède en trois étapes. Tout d'abord, le maillage de Fluent
est importé dans Comsol sous un format compatible. Ensuite, les puissances locales calculées
par Comsol sont évaluées aux centres des mailles de Fluent par interpolation des valeurs
aux noeuds du maillage de Comsol. Enﬁn, ces puissances sont réinjectées dans Fluent sous un
format adapté. Il aurait été intéressant d'utiliser cette interface, mais elle n'est pas compatible
avec les logiciels CST et CFX que Siemens a souhaité privilégier.
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2.2.5 Conclusion
Dans cette partie, la modélisation des phénomènes physiques qui ont lieu dans le GIS a
été vériﬁée en modélisant des cas simples.
Tout d'abord, l'eﬀet de peau dans un cylindre a été étudié. Cette première analyse a montré
que la modélisation de ce phénomène par le logiciel CST donnait des résultats très proches
des résultats analytiques et qu'avec trois mailles dans l'épaisseur de peau la diﬀérence entre
valeurs analytiques et expérimentales obtenue est inférieure à 1 % sur la densité de courant
et le champ magnétique. Ce critère de maillage a été retenu pour les simulations futures. Il
a également été montré que les résultats obtenus avec le logiciel étaient indépendants de la
longueur du cylindre, mais fortement dépendants des dimensions du domaine.
Ensuite, les eﬀets de proximité entre deux cylindres ont été observés par comparaison des
résultats de CST à ceux obtenus avec le logiciel InCa3D utilisant la méthode intégrale PEEC.
Cette comparaison a montré que ce phénomène n'est pas négligeable dans le cas testé qui est
représentatif du GIS. Ces phénomènes ont donc bien lieu dans le GIS. La diﬀérence entre les
deux logiciels est petite (entre 1 % et 5 %). Elle atteint 10 % en périphérie du conducteur et
est principalement due aux conditions limites appliquées aux bords du domaine dans CST.
La convection naturelle en régime laminaire et turbulent entre deux cylindres concen-
triques horizontaux a ensuite été examinée, en comparant les résultats obtenus aux résultats
expérimentaux et numériques de la littérature. Dans le cas laminaire, il a été montré qu'avec
un maillage de couche limite suﬃsamment ﬁn des proﬁls de température avec une diﬀérence
inférieure à 4 % par rapport aux valeurs expérimentales de la littérature sont obtenus. Dans le
cas turbulent, en modélisant la turbulence avec un modèle SST k − ω et avec un maillage de
couche limite avec un y+ = 1, des proﬁls de températures proches des valeurs expérimentales
et numériques de la littérature sont obtenus, compte tenu de la diﬃculté de modélisation du
phénomène de turbulence. Ce modèle de turbulence et ces critères de maillages sont donc
choisis pour les simulations futures.
Le rayonnement entre deux cylindres concentriques séparés par un milieu transparent a
également été étudié. Plusieurs modèles de rayonnement ont été testés et il a été montré que
le modèle DTM était, dans cette conﬁguration, le modèle le plus approprié pour la précision
atteinte avec un temps de calcul plus court. Ce modèle de rayonnement sera choisi pour les
simulations futures.
Les résultats de la modélisation des phénomènes physiques sont résumés Tab.2.20. Dans
ce tableau sont également présents les paramètres appliqués aux simulations du jeu de barre
monophasé et du module tri-mono, présentées au Chapitre 3.
En ce qui concerne les dimensions du domaine dans CST, le critère conseillé impose une
distance entre la géométrie et les limites de l'air ambiant égale à un diamètre. Dans les cas
du jeu de barres et du tri-mono, ce diamètre correspond à celui de la cuve. Mais, appliquer
une telle distance conduirait à un grand domaine et à un nombre de mailles trop élevé. La
capacité de calcul nécessaire à résoudre ce problème serait plus importante que la capacité
disponible. Aussi, cette distance est prise égale au diamètre du conducteur.
Une méthode permettant de récupérer les puissances dissipées par eﬀet Joule, calculées
par CST, pour les utiliser comme terme source dans CFX, a été testée. Cette méthode permet
de calculer l'augmentation de température dans le GIS en appliquant une puissance locale
(non uniforme) dans chaque pièce. L'inconvénient de cette méthode est la non compatibilité
des deux logiciels au niveau du maillage qui entraîne notamment une perte d'information due
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aux interpolations lors de l'exportation des résultats de CST et de l'importation des résultats
dans CFX ; ces interpolations génèrent des erreurs sur la puissance utilisée ensuite dans CFX
comme terme source du calcul. La solution pour réduire cette erreur est d'augmenter le nombre
de points extraits de CST et de mailles dans CFX, mais cela entraîne des temps de calcul très
importants.
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Chapitre 3
Mises en ÷uvre
3.1 Introduction
Dans ce chapitre, un outil numérique a été développé pour étudier le couplage entre tous
les phénomènes physiques présents dans le GIS et décrits dans les chapitres précédents. Il est
utilisé pour évaluer la part de chaque mode de transfert thermique et ainsi savoir lesquels
considérer dans les simulations. Il permet également la détermination des paramètres inﬂuen-
çant les échanges thermiques, ainsi que l'étude de la sensibilité des résultats à ces paramètres.
Une analyse aussi simple et approfondie n'est pas possible avec le logiciel CFX car la mise
en place du modèle et les temps de calculs sont trop longs. La construction de cet outil à
partir d'expressions présentes dans la littérature est tout d'abord décrite. La part de chaque
phénomène est ensuite discutée.
La modélisation des phénomènes physiques avec les logiciels de simulation a été vériﬁée
au Chapitre 2. Ces logiciels sont alors utilisés pour simuler l'augmentation de température
dans un jeu de barres monophasé et ainsi reproduire des expériences réalisées en laboratoire.
Les résultats numériques obtenus sont comparés aux résultats expérimentaux et la validité
des simulations est discutée.
Dans le but de conﬁrmer les conclusions tirées de l'analyse précédente et de juger de la
validité des simulations sur une géométrie plus complexe, les logiciels sont aussi utilisés pour
modéliser l'augmentation de température dans un jeu de barres triphasé dont les extrémités
sont monophasées, nommé tri-mono. Celui-ci est utilisé pour connecter deux travées monopha-
sées. Cette géométrie est également testée expérimentalement et ces résultats sont comparés
aux résultats de simulation. La précision des simulations est une fois de plus discutée.
3.2 Contribution de chaque mode de transfert thermique
Un outil numérique a été développé dans le but de modéliser le couplage entre les phé-
nomènes thermiques ayant lieu dans le GIS. Il permet d'évaluer la part de chaque mode de
transfert et ainsi de mettre en évidence les phénomènes prépondérants. La résolution du pro-
blème est simpliﬁée car les températures et les ﬂux échangés sont obtenus par itération. Les
inﬂuences des paramètres sur les résultats peuvent également être observées à l'aide de cet
outil.
La géométrie choisie est un jeu de barres monophasé simpliﬁé à deux cylindres concen-
triques. Un schéma électrique équivalent de cette géométrie est mis en place. Les échanges
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de chaleur conductifs, convectifs et radiatifs y sont modélisés par des résistances thermiques
dont les valeurs sont calculées à partir d'expressions présentes dans la littérature.
La construction de ce modèle est tout d'abord présentée, puis la part de chaque transfert
est déterminée. Les conclusions de cette partie permettront d'appuyer la comparaison des
résultats numériques et expérimentaux dans le cas des jeux de barres monophasé et tri-mono.
3.2.1 Description du modèle
La géométrie étudiée est représentée sur la Fig.3.1. Elle est constituée de deux cylindres
concentriques. Le cylindre intérieur correspond au conducteur dans lequel circule le courant.
Le cylindre extérieur correspond à la cuve. Du SF6 est présent entre les deux cylindres et à
l'intérieur du conducteur. La paroi extérieure de la cuve est entourée d'air ambiant.
Le conducteur et la cuve sont considérés de diamètre Di et Do respectivement. La tempé-
rature du conducteur est notée Ti. La température de la paroi intérieure de la cuve est notée
To et celle de la paroi extérieure Te. Tamb correspond à la température ambiante. Supposer le
conducteur isotherme est réaliste, en revanche, la diﬀérence de température entre le haut et
le bas de la cuve n'est pas négligeable [65].
Le conducteur est parcouru par un courant alternatif Ieff qui dissipe une puissance par
eﬀet Joule P déﬁnie au Chapitre 1 à l'équation (1.22). Dans l'outil numérique, cette puissance
est notée φJ . Cette puissance est celle échangée dans le modèle. Comme discuté au Chapitre
2, durant les expériences et dans les simulations, le courant circule dans la cuve après avoir
traversé le conducteur pour fermer le circuit électrique. A ce courant s'ajoutent des courants
induits par le champ magnétique généré par le conducteur. Ainsi, la cuve également dissipe
de la puissance par eﬀet Joule, mais cette puissance n'est pas prise en compte. En eﬀet,
l'objectif de l'outil développé est d'évaluer la part de chaque mode de transfert thermique
et les conclusions tirées seront similaires à celles obtenues lorsque cette puissance n'est pas
négligée. De plus, cette conﬁguration, qui représente les conditions d'essai imposées par la
norme, n'est pas celle de l'appareil en fonctionnement (pour lequel seuls des courants induits
circulent dans la cuve).
Figure 3.1  Schéma de la géométrie étudiée
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Le modèle de Kirchhoﬀ équivalent à la géométrie étudiée est représenté sur la Fig.3.1.
Dans ce schéma, les résistances thermiques de convection sont notées Rconvi et Rconvo . Rconvi
caractérise l'échange entre le conducteur et la cuve et Rconvo l'échange à l'extérieur de la
cuve. De même, les résistances Rrayi et Rrayi correspondent aux échanges radiatifs entre le
conducteur et la cuve et à l'extérieur de la cuve. La résistance thermique de conduction dans
l'épaisseur de la cuve est notée Rcond. Ce modèle numérique considère le régime stationnaire,
c'est pourquoi le circuit électrique équivalent ne contient pas de capacités qui représentent le
stockage de chaleur par les composants en régime transitoire [47] [53].
Avec les notations de la Fig.3.1, ce schéma peut être écrit sous forme d'un système d'équa-
tions (3.2), où sont introduites les conductances kmode correspondant à l'inverse des résistances
thermiques :
kmode =
1
Rmode
(3.1)
φJ =

φrayi + φconvi = krayi(T
4
i − T 4o ) + kconvi(Ti − To)
φcond = kcond(To − Te)
φrayo + φconvo = krayo(T
4
e − T 4a ) + kconvo(Te − Ta)
(3.2)
Les kmode sont calculés à partir de résultats de la littérature.
En ce qui concerne le rayonnement, il est important de signaler que krayi et krayo ne sont
pas strictement des conductances car elles sont exprimées en W.K−4 et non en W.K−1.
3.2.1.1 Calcul de φJ
Le courant circulant étant alternatif, la densité de courant dans le conducteur n'est pas
uniforme dans la section. Levasseur [20] propose une expression de la puissance dissipée par
eﬀet Joule (1.24) et (1.23). Elle permet de calculer une puissance avec une erreur inférieure à
2 % [20] [21]. Avec les notations de la Fig.3.1, cette puissance s'écrit :
φJ = KRcI
2
eff avec K =
Ra
Rc
=
((
3
4
)6
+
(
S
pδ
)6) 16
+
1
4
(3.3)
3.2.1.2 Calcul de kcond
La conductance thermique de conduction est obtenue en résolvant l'équation de la chaleur
(2.3) dans un cylindre en régime stationnaire et sans terme source. L'expression de la variation
de température s'écrit :
T (r) = c ln(r) + c′ avec c =
Te − To
ln(Do+2eo
Do
)
(3.4)
avec c′ une constante. La loi de Fourier en coordonnées cylindriques (3.5) permet d'expri-
mer la puissance échangée par conduction dans l'épaisseur du cylindre :
ϕ = −λ∂T
∂r
[W.m−2] (3.5)
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φcond = 2pirϕ =
2piλ(To − Te)
ln(Do+2eo
Do
)
[W.m−1] (3.6)
et ainsi de déterminer kcond (3.7).
kcond =
2piλ
ln(1 + 2eo
Do
)
(3.7)
3.2.1.3 Calcul de kconvi
Le calcul de la conductance kconvi se base sur l'expression du ﬂux convectif échangé entre
deux cylindres concentriques en régime turbulent, utilisée au Chapitre 1 (1.44) et (1.54) et
développée par Raithby et Hollands [26]. Elle s'applique à deux cylindres de diamètres Di et
Do (avec Di < Do), isothermes à température Ti et To (avec Ti > To). Avec les notations de
la Fig.3.1, le ﬂux échangé entre les cylindres s'écrit :
φconvi =
2pikeff
ln(Do
Di
)
(Ti − To) (3.8)
avec une conductivité thermique eﬀective keff (1.45). Ainsi, la conductance thermique de
convection entre le conducteur et la cuve s'écrit :
kconvi =
2pikeff
ln(Do
Di
)
(3.9)
Cette expression de conductivité équivalente keff est valable pour des nombres de Rayleigh
entre 102 . Ra∗c . 107.
3.2.1.4 Calcul de kconvo
Incropera et Dewitt [27] proposent, dans le cadre d'échange par convection naturelle autour
d'un cylindre horizontal, une expression du nombre de Nusselt moyen sur la circonférence d'un
cylindre isotherme de diamètre extérieur De :
NuDe =
0.60 + 0.387Ra 16De
(1 + (0.559
Pr
)
9
16 )
8
27
2 (3.10)
valable pour RaDe . 1012, avec
RaDe =
gβ(Te − Ta)D3e
να
(3.11)
et avec
De = Do + 2eo (3.12)
Le Nusselt n'est pas uniforme autour du cylindre (voir Fig.3.2) : dans le cas d'un écoule-
ment laminaire sur toute la surface et RaDe < 10
9. Il atteint une valeur maximale en θ = 0
puis décroît quand θ augmente [27]. Pour des Rayleigh assez grands (RaDe & 109) la décrois-
sance monotone du Nusselt est interrompue par le passage du laminaire au turbulent dans
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la couche limite [27]. C'est donc une approximation de considérer le Nusselt moyen sur le
cylindre.
Figure 3.2  Schéma des couches limites se développant par convection naturelle autour d'un
cylindre horizontal chaud, et distribution du nombre de Nusselt [27]
Le coeﬃcient de convection moyen sur l'extérieur du cylindre est déduit du Nusselt :
h =
λNuDe
De
(3.13)
Il permet de calculer la conductance :
kconvo = hSL = hpiDe (3.14)
Avec SL la surface latérale du cylindre et L la longueur du cylindre.
3.2.1.5 Calcul de krayo
A l'extérieur de la cuve, une partie de l'échange de chaleur est également radiative (Fig.3.1).
La paroi extérieure du cylindre extérieur est considérée comme un corps gris (corps dont
les propriétés radiatives sont indépendantes de la longueur d'onde λl) à température Te et
d'émissivité ext, placée dans un milieu en équilibre à la température Ta. Taine et al. [79]
proposent une expression du ﬂux radiatif (en W ) à la paroi de ce corps gris :
φrayo = extσsSL(T
4
e − T 4a ) (3.15)
qui permet de calculer
krayo = extσsSL = extσspiDe (3.16)
Avec la constante de Stefan σs = 5.67.10
−8W.m−2.K−4 et le diamètre De exprimé à l'équation
(3.12).
3.2.1.6 Calcul de krayi
3.2.1.6.1 Echange radiatif à travers un milieu transparent Modest [39] suggère
une expression du ﬂux radiatif surfacique échangé dans une enceinte fermée composée de
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deux surfaces séparées par un milieu transparent, utilisée au Chapitre 1 (1.57) et (1.58). La
puissance échangée entre les deux cylindres s'écrit alors :
φrayi =
piDiσs(T
4
i − T 4o )
1
i
+ Si
So
( 1
o
− 1) (3.17)
avec i et o les émissivités respectivement de la paroi extérieure du cylindre intérieur et de
la paroi intérieure du cylindre extérieur. Les surfaces s'expriment comme suit :{
Si = piDiL
So = piDoL
(3.18)
d'où l'expression de la conductance krayi dans le cas transparent :
krayi =
piσs
1
Dii
+ 1−o
Doo
(3.19)
3.2.1.6.2 Echange radiatif à travers un milieu participatif Les deux cylindres concen-
triques considérés dans le modèle sont séparés par du SF6. Le SF6 est un gaz qui n'est pas
transparent mais semi-transparent au rayonnement infrarouge [80] [102] [103] car il participe
aux échanges radiatifs : il absorbe, réﬂéchit, transmet et diﬀuse une partie du rayonnement
qu'il reçoit et émet un rayonnement selon sa température [39]. Il est donc nécessaire de consi-
dérer l'inﬂuence du gaz sur le transfert radiatif.
De nombreuses études ont été menées dans le domaine du rayonnement dans un plasma de
SF6 [82] et dans l'atmosphère [80] [102] [103]. L'inﬂuence du SF6 sur le rayonnement à basse
température (inférieure à 400K) n'a pas été étudiée dans le GIS. Des modèles spectraux ainsi
que les propriétés radiatives du SF6 sont nécessaires à la prise en compte de ce phénomène [39].
Cependant il n'existe pas de modèles spectraux simples dans le cas du SF6 (les modèles
existants requièrent l'application de méthodes numériques délicates). En revanche, dans le
cas du CO2 et de l'H2O, un modèle global utilisant les propriétés radiatives totales du milieu
participatif a été mis au point par Hottel [104]. Ces propriétés sont obtenues par lecture
d'abaques dans les gammes de température et de pression proches du GIS. L'évaluation de
l'inﬂuence du CO2 et de l'H2O sur le transfert radiatif, à l'aide de cette méthode, permettra
de juger de l'importance du phénomène d'absorption dans le GIS.
En se basant sur le livre de Siegel et Howell [105], Sacadura [106] propose une expression
de la puissance partant d'une surface Si à température Ti imposée, en prenant en compte
l'inﬂuence du gaz sur le rayonnement :
SiJi︸︷︷︸
1
= SiiσsT
4
i︸ ︷︷ ︸
2
+ ρi
n∑
j=1
SjFjiτ jiJj︸ ︷︷ ︸
3
+ ρiSigiσsT
4
g︸ ︷︷ ︸
4
(3.20)
1 : Puissance partant de la surface Si.
2 : Emittance propre de la surface Si.
3 : Puissance réﬂéchie par Si, provenant de toutes les surfaces de l'enceinte, après atténuation
par transmission à travers le gaz.
4 : Puissance réﬂéchie par Si, provenant du rayonnement de la masse gazeuse vers Si.
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Il propose également le bilan de puissance sur la surface Si à ﬂux imposé φi, toujours en
prenant en compte l'inﬂuence du gaz sur le rayonnement [106] :
Siφi︸︷︷︸
1
= SiJi︸︷︷︸
2
−
n∑
j=1
SjFjiτ jiJj︸ ︷︷ ︸
3
−SigiσsT 4g︸ ︷︷ ︸
4
(3.21)
1 : Puissance nette imposée au niveau de la surface Si.
2 : Puissance partant de la surface Si.
3 : Puissance arrivant sur la surface Si, provenant de l'ensemble des surfaces de l'enceinte,
après atténuation par transmission à travers le gaz.
4 : Puissance provenant du rayonnement de la masse gazeuse émis vers Si.
Avec Ji la radiosité de la surface Si (en W.m
−2), i l'émissivité de la surface Si, ρi le coeﬃ-
cient de réﬂexion de la surface Si (ρi = 1−i), τ ji la transmittivité totale de la couche gazeuse
entre les surfaces Si et Sj, gi l'émissivité totale de la couche gazeuse rayonnant vers Si, Fji
le facteur de forme entre les surfaces Si et Sj, σs la constante de Stefan et Tg la température
du gaz (en K).
Ces deux bilans de puissance sur la surface Si peuvent être regroupés en une expression :
n∑
j=1
AijJj = Bi pour i = 1, 2..., n (3.22)
avec dans le cas d'une surface à température imposée Ti :{
Aij = δij − (1− i)Fijτ ji
Bi = iσsT
4
i + (1− i)giσsT 4g (3.23)
ou dans le cas d'une surface à ﬂux imposé φi :{
Aij = δij − Fijτ ji
Bi = φi + giσsT
4
g
(3.24)
La résolution du système d'équations (3.22) permet de déterminer les radiosités Ji et ainsi
d'en déduire les grandeurs inconnues : le ﬂux φi (dans le cas d'une surface à température
imposée) et la température Ti (dans le cas d'une surface à ﬂux imposé) avec :
φi =
i
1− i (σsT
4
i − Ji) (3.25)
Dans le cas du jeu de barres simpliﬁé, le cylindre intérieur peut être assimilé à une surface
Si à ﬂux φi imposé. Le cylindre extérieur peut être assimilé à une surface So à température
To imposée. Le système s'écrit alors :{
(1− Fiiτ ii)Ji− Fioτ oiJo = φi+ giσsT 4g
−(1− o)Foiτ ioJi+ (1− (1− o)Fooτ oo)Jo = oσsT 4o + (1− o)goσsT 4g
(3.26)
où
φi = φrayi = φj − φconvi (3.27)
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Ji et Jo sont les inconnues du système d'équation (3.26), les autres paramètres sont connus.
(3.26) s'écrit aussi sous la forme : {
a1Ji + b1Jo = c1
a2Ji + b2Jo = c2
(3.28)
avec{
a1 = 1 b1 = −Fioτ oi c1 = φi + giσsT 4g
a2 = −(1− o)Foiτ io b2 = (1− (1− o)Fooτ oo) c2 = oσsT 4o + (1− o)goσsT 4g
(3.29)
En résolvant le système (3.28) les solutions suivantes sont obtenues :
Ji =
c1b2 − c2b1
a1b2 − a2b1 Jo =
c1a2 − c2a1
b1a2 − b2a1 (3.30)
Facteur de forme Les facteurs de forme Fii, Fio, Foi et Foo du modèle étudié, réduit à
deux cylindres concentriques, sont calculés. Les cylindres sont de surface et de diamètre Si,
Di pour le cylindre intérieur et So, Do pour le cylindre extérieur (voir Figure 3.3).
Figure 3.3  Schéma simpliﬁé du modèle étudié
Tout le rayonnement partant du cylindre intérieur est reçu par le cylindre extérieur et ne
revient pas sur le cylindre intérieur, ainsi :
Fio = 1 Fii = 0 (3.31)
La relation de réciprocité et la conservation de l'énergie permettent d'écrire [79] :
SiFio = SoFoi Foi + Foo = 1 (3.32)
Sachant que Si = piDiL et So = piDoL (avec L la longueur des cylindres), les facteurs de
formes s'expriment :
Foi =
Di
Do
Foo = 1− Di
Do
(3.33)
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Détermination des τ et g pour le CO2 et l'H2O Les τ oi, τ io, τ oo et gi, go sont
déterminés à l'aide des abaques proposées par Hottel [104].Pour un gaz contenant du CO2 et
de l'H2O. Cette évaluation se fait en plusieurs étapes.
Tout d'abord, la valeur d'un rayon équivalent Req à la géométrie étudiée est calculée. Siegel
et Howell proposent une expression de ce rayon en fonction du volume V de la géométrie et
de sa surface totale S [105] :
Req = 0.9
4V
S
(3.34)
Cette expression donne une bonne approximation de la valeur de ce rayon et est valable
pour un volume de gaz isotherme et uniforme, rayonnant sur toutes les limites de ce volume.
Pour la géométrie étudiée, V est pris égal au volume entre les deux cylindres et S est égale à
la somme des surfaces latérales des deux cylindres :
V =
piL
4
(D2o −D2i ) S = piL(Do +Di) (3.35)
Ensuite, les émissivités totales de la couche gazeuse gi et go sont évaluées. Ces deux
émissivités sont égales car la couche gazeuse rayonnant vers Si est la même que celle rayonnant
vers So (3.36).
gi = go = g (3.36)
Elles sont obtenues à partir de l'expression (3.37), où PCO2 et PH2O sont les pressions
partielles du CO2 et de l'H2O. Les CO2 et H2O sont déterminées à l'aide des graphes repré-
sentés Fig.3.4 et Fig.3.6 en fonction de la température et du produit de la pression partielle
et du rayon équivalent PgazReq. Les CCO2 et CH2O sont des coeﬃcients de correction et sont
obtenus à l'aide des graphes représentés Fig.3.5 et Fig.3.7, en fonction de la pression totale.
Enﬁn, ∆ est obtenu par lecture du graphe de la Fig.3.8 et permet de prendre en compte le
recouvrement des bandes spectrales du CO2 et de l'H2O.
g = CCO2(Ptot, PCO2Req)CO2(Tg, PCO2Req)
+ CH2O(Ptot, PH2OReq)H2O(Tg, PH2OReq)−∆(Tg) (3.37)
Dans l'outil numérique, le gaz compris entre les deux cylindres est considéré être soit du
CO2 soit de l'H2O (pas un mélange des deux). Ainsi, la pression partielle du gaz est égale à
la pression totale, ∆ est nul et l'expression de g est réduite à (3.38), dans le cas du CO2.
g = CCO2(Ptot, PCO2Req)CO2(Tg, PCO2Req) (3.38)
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Figure 3.4  Emissivité totale d'une couche gazeuse de pression totale égale à 1 atm, conte-
nant du CO2 [104]
Figure 3.5  Coeﬃcient de correction de l'émissivité totale d'une couche gazeuse de pression
totale diﬀérente d'1 atm, contenant du CO2 [104]
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Figure 3.6  Emissivité totale d'une couche gazeuse de pression totale égale à 1 atm, conte-
nant de l'H2O [104]
Figure 3.7  Coeﬃcient de correction de l'émissivité totale d'une couche gazeuse de pression
totale diﬀérente d'1 atm, contenant de l'H2O [104]
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Figure 3.8  Coeﬃcient de correction de l'émissivité totale de la couche gazeuse contenant
du CO2 ou de l'H2O, prenant en compte le recouvrement des bandes spectrales [104]
Les transmittivités τ ji sont obtenues à partir de l'absorptivité totale αji de la couche
gazeuse entre les surfaces Si et Sj (3.39).
τ ji = 1− αji (3.39)
L'absorptivité est obtenue de la même façon que l'émissivité totale, c'est-à-dire en déter-
minant les coeﬃcients par lecture des graphes des Fig.3.4, Fig.3.6, Fig.3.5, Fig.3.7 et Fig.3.8.
αji = CCO2(Ptot, PCO2Req)(
Tg
Tj
)0.65CO2(Tj, PCO2Req
Tj
Tg
)
+ CH2O(Ptot, PH2OReq)(
Tg
Tj
)0.65H2O(Tj, PH2OReq
Tj
Tg
)−∆(Tj) (3.40)
Le gaz considéré dans l'outil numérique étant pur, l'expression (3.40) est réduite pour le
CO2, à :
αji = CCO2(Ptot, PCO2Req)(
Tg
Tj
)0.65CO2(Tj, PCO2Req
Tj
Tg
) (3.41)
3.2.2 Organigramme des calculs dans l'outil numérique
3.2.2.1 Propriétés physiques des gaz
Les propriétés physiques des gaz dépendent de la pression et de la température. Des
mesures de ces propriétés ont été réalisées et des corrélations sont proposées dans la littérature
[107110] (Annexe A). Pour simpliﬁer la construction de l'outil numérique et prendre en
compte la variation de pression, le SF6, le CO2 et l'H2O sont supposés être des gaz parfaits.
Ainsi, leur masse volumique est calculée avec l'équation (3.42) :
ρ =
PMgaz
RgpTg
(3.42)
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où P est la pression, Mgaz la masse molaire et Tg la température du gaz. Rgp correspond
à la constante des gaz parfaits. ρ permet de calculer la viscosité dynamique ν et la diﬀusivité
thermique α (3.43) et (3.44) :
ν =
µ
ρ
(3.43)
α =
λ
ρCp
(3.44)
La pression étant constante à l'extérieur de la géométrie et la variation de température
étant faible, les propriétés physiques de l'air ambiant sont supposées constantes.
Les valeurs numériques des paramètres physiques du SF6, du CO2, de l'H2O et de l'air
sont résumées Tab.3.1 et Tab.3.2.
Tableau 3.1  Propriétés physiques du SF6, du CO2 et de l'H2O utilisées dans l'outil numérique
Paramètre SF6 CO2 H2O
Masse molaire Mgaz [kg.mol
−1] 14, 61 10−2 4, 40 10−2 1, 80 10−2
Viscosité dynamique µ [kg.m−1.s−1] 1, 22 10−5 1, 37 10−5 1, 25 10−5
Capacité caloriﬁque Cp [J.kg
−1.K−1] 711, 7 849, 8 1956
Conductivité thermique λ [W.m1.K−1] 1, 46 102 1, 47 102 1, 60 102
Tableau 3.2  Propriétés physiques de l'air utilisées dans l'outil numérique
Paramètre Air
Masse volumique ρair [kg.m
−3] 1, 177
Viscosité dynamique µ [kg.m−1.s−1] 1, 85 10−5
Capacité caloriﬁque Cp [J.kg
−1.K−1] 1006
Conductivité thermique λ [W.m1.K−1] 2, 62 10−2
3.2.2.2 Gaz transparent
L'outil numérique calcule, tout d'abord, les conductances thermiques kmode ainsi que la
puissance dissipée par eﬀet Joule φJ , à l'aide des équations (3.7), (3.9), (3.14), (3.16) et
(3.19) (voir Fig.3.9). Une valeur initiale des températures Te, To et Ti ainsi que les propriétés
physiques du SF6 et de l'air sont nécessaires au calcul de ces coeﬃcients. Ensuite, ces tempé-
ratures sont calculées à partir des kmode, de φJ et de la température ambiante Ta connue, par
résolution du système d'équations (3.2). Les valeurs obtenues servent de nouveau au calcul
des conductances kmode. La procédure est renouvelée n fois, jusqu'à ce que les températures
calculées à l'itération n soient égales à celles de l'itération n− 1.
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Figure 3.9  Organigramme des calculs de température réalisés dans l'outil numérique, dans
le cas d'un gaz transparent au rayonnement
3.2.2.3 Gaz participatif
3.2.2.3.1 Introduction des abaques d'Hottel dans l'outil numérique La détermi-
nation des émissivités et transmittivités totales nécessite la lecture graphique des coeﬃcients
dans les abaques d'Hottel [104]. Ceci ne peut être réalisé par le logiciel. Pour faciliter et
automatiser la détermination de ces paramètres, l'outil est complété par une macro codée
en langage VBA. Les courbes des Fig.3.4, Fig.3.6, Fig.3.5 et Fig.3.7 sont introduites dans le
logiciel sous forme d'équations polynomiales de degré 2 ou 3. Elles sont obtenues par inter-
polation des valeurs comprises entre T ∈ [300K; 560K], PgReq ∈ [0, 1 bar.m; 0, 5 bar.m] et
PgReq
Tj
Tg
∈ [0, 1 bar.m; 0, 5 bar.m].
Pour chaque coeﬃcient gaz et Cgaz à déterminer, la macro évalue le produit PgReq ou
PgReq
Tj
Tg
et sélectionne l'équation correspondante (ou l'équation la plus proche étant donné le
nombre ﬁni de courbes). A partir de cette équation, elle calcule la valeur du coeﬃcient aux
pression et température voulues.
Pour une température T < 300K, les coeﬃcients sont déterminés par extrapolation des
résultats d'Hottel. Si T > 560K, l'équation de la courbe reste valable au voisinage de 560K
mais l'erreur croît avec la température. Dans le cas d'un produit PgReq ou PgReq
Tj
Tg
non
inclus dans l'intervalle [0, 1; 0, 5] bar.m, les coeﬃcients gazet Cgaz ne peuvent être évalués
puisqu'aucune équation n'est valable en dehors de cet intervalle.
3.2.2.3.2 Calcul de la température du conducteur L'objectif de cette partie de l'outil
est de calculer la température du conducteur Ti atteinte lorsque le gaz à l'intérieur de la cuve
participe au transfert radiatif. Elle est obtenue en calculant, tout d'abord, les émissivités et
transmittivités totales g et τ ji à partir de la pression du gaz Pg et des températures Ti, To et
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Figure 3.10  Organigramme des calculs de température réalisés par l'outil numérique dans
le cas d'un gaz participant au transfert radiatif
Tg (Fig.3.10). Une valeur initiale quelconque est choisie pour Ti. To est obtenue à partir des
équations (2) et (3) du système (3.2). Elle est donc ﬁxée par les conditions à l'extérieur de
la géométrie et le courant circulant dans le conducteur. Tant que ces paramètres ne sont pas
modiﬁés, cette température est constante. Tg est prise égale à la moyenne de Ti et To (3.45) :
Tg =
Ti + To
2
(3.45)
Les coeﬃcients a, b et c sont ensuite obtenus avec les équations (3.29) et les radiosités
Ji et Jo sont alors déduites avec les expressions (3.30). La température du conducteur Ti
est calculée avec (3.25) et la valeur obtenue est utilisée comme valeur initiale du calcul. La
procédure est renouvelée n fois, jusqu'à ce que la température calculée à l'itération n soit
égale à celle de l'itération n− 1.
Le coeﬃcient c1 est calculé à partir de la puissance φi qui prend en compte le transfert
convectif φconvi et le transfert radiatif φrayi entre les deux cylindres. Le ﬂux convectif échangé
dépend de la température. C'est pourquoi il est recalculé à chaque itération avec la nouvelle
valeur de Ti.
3.2.3 Discussion de la part de chaque transfert
L'outil construit permet de calculer simplement les températures du conducteur et de la
cuve Ti, To et Te, ainsi que les ﬂux de chaleur échangés sous forme de convection, conduction
et rayonnement φconvi , φconvo , φcond, φrayi et φrayo , ce qui ne peut eﬀectivement pas être obtenu
dans le cas d'une simulation CFX puisqu'elle nécessite du temps et une longue modélisation.
Dans tous les cas testés et décrits ci-après, la diﬀérence de température entre les parois
extérieure Te et intérieure To de la cuve est négligeable (inférieure à 0, 1 %). Ce résultat était
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attendu car l'épaisseur de la cuve est petite (0, 01m) et surtout la conductivité de l'aluminium
est élevée (λ = 237W.m−1.K−1). Ces températures sont donc supposées égales.
Dans le cas d'un gaz transparent, l'inﬂuence des émissivités, de la pression et du courant
sur les températures Ti et To ainsi que sur les ﬂux convectifs et radiatifs est observée et
discutée. Dans le cas d'un gaz participatif, la température Ti obtenue est comparée à celle
atteinte lorsque le gaz est transparent. L'inﬂuence des émissivités, de la pression et du courant
sur Ti et sur les ﬂux est également observée et discutée.
3.2.3.1 Gaz transparent
3.2.3.1.1 Analyse des températures Sur les ﬁgures suivantes sont tracées les tempé-
ratures du conducteur et de la cuve Ti et To, en fonction des émissivités des parois, de la
pression et du courant. Le gaz est considéré être du SF6 et transparent au rayonnement.
Figure 3.11  Température du conducteur et de la cuve en fonction de l'émissivité de la
paroi extérieure de la cuve à 5 bars, 4000A et avec i = o = 0.5
Les résultats de la Fig.3.11 montrent une décroissance des températures du conducteur
et de la cuve lorsque l'émissivité de la paroi extérieure de la cuve augmente. Ti et To sont
réduites de 10, 1K lorsque l'émissivité augmente de 0, 1 à 0, 9.
Les Fig.3.12, Fig.3.13 et Fig.3.14 mettent en évidence, lorsque les émissivités des parois à
l'intérieur de la cuve augmentent, une diminution de la température du conducteur unique-
ment. La température de la cuve est constante car les conditions à l'extérieur de la cuve et le
courant ne sont pas modiﬁés. En eﬀet, sur le schéma électrique équivalent représenté Fig.3.1
une modiﬁcation des conditions à l'extérieur de la cuve est traduite par une variation de Ta,
de kconvo ou krayo , et une variation de courant entraîne une variation du ﬂux de chaleur φ.
Aussi, tant que ces paramètres ne sont pas modiﬁés, Ti est constant.
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Figure 3.12  Température du conducteur et de la cuve en fonction des émissivités de la
paroi du conducteur et de la paroi intérieure de la cuve à 5 bars, 4000A et avec ext = 0.5
Figure 3.13  Température du conducteur et de la cuve en fonction de l'émissivité du conduc-
teur à 5 bars, 4000A et avec ext = o = 0.5
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Figure 3.14  Température du conducteur et de la cuve en fonction de l'émissivité de la
paroi intérieure de la cuve à 5 bars, 4000A et avec ext = i = 0.5
La diminution de Ti est de 7, 7K lorsque les émissivités i et o augmentent de 0, 1 à 0, 9
(Fig.3.12). Elle est de 6, 1K et de 3, 1K lorsque i et o varient respectivement de 0, 1 à 0, 9
(Fig.3.13 et Fig.3.14). La réduction de température du conducteur est plus importante quand
i et o augmentent simultanément. Sinon, elle est plus importante lorsque i augmente. Ceci
met en valeur le fait qu'une augmentation de l'émissivité de la surface de la source de chaleur
entraîne une réduction de sa température plus importante que lorsque l'émissivité de la paroi
réceptrice augmente. La valeur maximale du ﬂux radiatif est obtenue lorsque les émissivités
i = o = 1.
La réduction de Ti la plus importante est obtenue en augmentant l'émissivité de la pa-
roi extérieure de la cuve ext et non les émissivités des parois intérieures de la géométrie, i et o.
Les résultats de la Fig.3.15 montrent une réduction de la température du conducteur
lorsque la pression augmente. Ti diminue de 17, 6K quand P augmente de 1 bar à 10 bars. La
température de la cuve reste constante, les conditions extérieures n'étant pas modiﬁées.
La Fig.3.16 met en évidence une augmentation de la température du conducteur suite
à l'augmentation du courant : +59, 7K entre 2000A et 6000A. La température de la cuve
augmente également puisque la variation de courant entraîne une variation du ﬂux de chaleur
échangé. Cette augmentation est de 23, 7K entre 2000A et 6000A.
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Figure 3.15  Température du conducteur et de la cuve en fonction la pression à 4000A et
avec ext = i = o = 0.5
Figure 3.16  Température du conducteur et de la cuve en fonction du courant à 5 bars et
avec ext = i = o = 0.5
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3.2.3.1.2 Analyse des ﬂux de chaleur Sur les ﬁgures suivantes sont tracés les ﬂux
échangés sous forme de rayonnement et de convection, à l'intérieur et à l'extérieur de la
géométrie (en W.m−1) φrayi (noté Ray_i) et φrayo (noté Ray_o), en fonction des émissivités
des parois, de la pression et du courant. Ces ﬂux sont adimensionnés par la puissance dissipée
par eﬀet Joule φJ . Cette puissance dépend du courant et varie entre 30W.m
−1 et 270W.m−1
lorsque le courant eﬃcace varie entre 2000A et 6000A. La somme du ﬂux convectif et du ﬂux
radiatif à l'intérieur ou à l'extérieur de la cuve est égale à 1. Le gaz est considéré être du SF6
et transparent au rayonnement.
Figure 3.17  Flux radiatif et convectif échangés à l'intérieur et à l'extérieur de la cuve en
fonction de l'émissivité de la paroi extérieure de la cuve à 5 bars, 4000A et avec i = o = 0.5
Les résultats de la Fig.3.17 mettent en évidence une importante inﬂuence de l'émissivité
de la paroi extérieure sur la part des transferts radiatif et convectif à l'extérieur de la cuve.
En eﬀet, lorsque ext augmente, la proportion de rayonnement augmente au détriment de la
convection. Cette variation représente 50 % du ﬂux total. Quand ext < 0.6, le transfert de
chaleur à l'extérieur de la cuve se fait majoritairement par convection. Quand ext > 0.6,
celui-ci se fait majoritairement par rayonnement.
A l'intérieur de la cuve, une variation de 2 % de la part des transferts est observée. Contrai-
rement à l'extérieur, le transfert radiatif décroît au proﬁt de la convection.
La part de transfert radiatif et convectif à l'extérieur de la cuve ne varie pas lorsque les
émissivités i et o augmentent, comme représenté Fig.3.12, Fig.3.13 et Fig.3.14. En revanche,
le transfert radiatif entre la cuve et le conducteur augmente avec les émissivités i et o, au
détriment du transfert convectif. Cette augmentation atteint 33, 1 % lorsque i et o varient
de 0, 1 à 0, 9 (Fig.3.18). Elle atteint 26, 6 % et 13, 1 % quand i et o respectivement varient
sur le même intervalle (Fig.3.19 et Fig.3.20). Comme pour les températures, l'accroissement
de la part de transfert radiatif est plus importante lorsque i et o augmentent simultanément.
Sinon, cet accroissement est le plus important quand i augmente.
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Figure 3.18  Flux radiatif et convectif échangés à l'intérieur et à l'extérieur de la cuve en
fonction des émissivités de la paroi du conducteur et de la paroi intérieure de la cuve à 5 bars,
4000A et avec ext = 0.5
Figure 3.19  Flux radiatif et convectif échangés à l'intérieur et à l'extérieur de la cuve en
fonction de l'émissivité du conducteur à 5 bars, 4000A et avec ext = o = 0.5
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Figure 3.20  Flux radiatif et convectif échangés à l'intérieur et à l'extérieur de la cuve en
fonction de l'émissivité de la paroi intérieure de la cuve à 5 bars, 4000A et avec ext = i = 0.5
L'augmentation des émissivités ext, i et o entraîne une réduction de la résistance ther-
mique de rayonnement, c'est-à-dire une amélioration du transfert radiatif. Par analogie élec-
trique (Fig.3.1), lorsque deux résistances sont en parallèle, une quantité plus importante de
courant circule dans la branche contenant la résistance la plus faible. Aussi, en diminuant
la résistance thermique de rayonnement, la quantité de courant circulant dans cette branche
augmente au détriment de la branche convective. D'un point de vue thermique, ceci se traduit
par un ﬂux radiatif φray plus élevé, d'où une proportion de rayonnement plus importante et
une réduction de la convection à l'intérieur et à l'extérieur de la cuve.
Les résultats de la Fig.3.21 montrent qu'une augmentation de la pression du gaz à l'inté-
rieur de la cuve n'a pas d'inﬂuence sur les transferts de chaleur à l'extérieur de la cuve. Elle
montre également que cette variation entraîne une augmentation du transfert convectif entre
le conducteur et la cuve. Elle atteint 21, 1 % lorsque P varie de 1 bar à 10 bars. L'accroisse-
ment de la pression du gaz permet une réduction de la résistance thermique de convection à
l'intérieur de la cuve.
D'après les courbes représentées sur la Fig.3.22, une augmentation du courant circulant
dans le conducteur entraîne une augmentation de la part du transfert convectif à l'extérieur
de la cuve de 10 % entre 2000A et 6000A. La température de la cuve reste inférieure à 328K.
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Figure 3.21  Flux radiatif et convectif échangés à l'intérieur et à l'extérieur de la cuve en
fonction la pression à 4000A et avec ext = i = o = 0.5
Figure 3.22  Flux radiatif et convectif échangés à l'intérieur et à l'extérieur de la cuve en
fonction du courant à 5 bars et avec ext = i = o = 0.5
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L'accroissement du courant entraîne une augmentation des températures du modèle. Ceci
induit une augmentation du nombre de Rayleigh autour de la cuve RaDe , déﬁni à l'équa-
tion (3.11) (Fig.3.23). Plus le nombre de Rayleigh est grand, plus les vitesses de l'écoulement
convectif sont élevées et plus le ﬂux de chaleur échangé par convection est important autour
de la cuve. Autrement dit, plus RaDe est grand et plus la résistance thermique de convection
est petite. En revanche, la résistance thermique de rayonnement à l'extérieur de la cuve reste
constante quand le courant augmente (puisque son expression est indépendante de la tem-
pérature (3.16)). Ceci justiﬁe la part de convection croissante au détriment du rayonnement
lorsque le courant augmente.
Figure 3.23  Nombre de Rayleigh autour de la cuve RaDe en fonction du courant eﬃcace
circulant dans le conducteur
A l'intérieur de la cuve, une augmentation du ﬂux convectif au détriment du ﬂux radiatif
est observée pour Ieff < 3000A. Quand Ieff > 4000A, l'inverse se produit : la part de ﬂux
radiatif devient plus importante (Fig.3.22).
Lorsque la température croît, deux phénomènes sont en concurrence. Tout d'abord, l'amé-
lioration du transfert convectif caractérisée par l'accroissement du nombre de Rayleigh, mais
aussi l'augmentation de la part du rayonnement proportionnel à la puissance quatrième de la
température.
Les variations des ﬂux radiatif et convectif de la Fig.3.22 traduisent ces deux phénomènes.
L'accroissement de la convection pour Ieff < 3000A, où Ti est inférieure à 322K, est dû
à l'amélioration du transfert convectif induit par l'augmentation de température. Le rayon-
nement augmente également, mais son accroissement est moins important que celui de la
convection. A partir de Ieff = 4000A, où Ti est supérieure à 332K, l'augmentation du ﬂux
radiatif prend le dessus sur le ﬂux convectif.
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3.2.3.1.3 Comparaison avec les résultats de Sun et al. Ces résultats sont en accord
avec ceux obtenus par Sun et al. [78] qui utilisent un outil numérique proche de celui déve-
loppé dans ce chapitre et observent la part de transfert radiatif et convectif dans une géométrie
composée d'un conducteur et d'une cuve (en deux dimensions). Les expressions utilisées par
Sun et al. pour calculer les transferts radiatifs sont les mêmes que celles introduites dans le
modèle numérique. En revanche, les expressions permettant le calcul des transferts convectifs
sont diﬀérentes. La puissance dissipée par eﬀet Joule dans la cuve est prise en compte par
Sun et al., mais est négligée dans le modèle numérique.
Sur les Fig.3.24 et Fig.3.25 sont représentés les ﬂux radiatifs à l'intérieur et à l'extérieur
de la cuve obtenus par Sun et al. [78] et avec le modèle numérique. Pour une comparaison
plus pertinente, les propriétés du SF6 et de l'air, ainsi que les émissivités des parois utilisées
dans le modèle numérique sont identiques à celle de Sun et al..
Figure 3.24  Flux radiatifs échangés à l'intérieur de la cuve en fonction du courant avec
ext = i = o = 0, 85 calculés par Sun et al. [78] et avec le modèle numérique
Ces ﬁgures montrent que les résultats obtenus avec le modèle numérique sont proches
de celles de Sun et al.. La diﬀérence entre les ﬂux radiatifs calculés avec les deux modèles
numériques est entre 6 % et 8 % entre le conducteur et la cuve. Elle est inférieure à 2 % à
l'extérieur de la cuve.
La puissance dissipée par la cuve n'est pas directement prise en compte dans le calcul des
ﬂux entre le conducteur et la cuve, la diﬀérence est donc due aux expressions utilisées pour
le calcul des ﬂux radiatifs qui ne sont pas identiques. A l'extérieur de la cuve, cette puissance
sert au calcul des ﬂux. La très faible diﬀérence observée entre les deux méthodes sur le calcul
des ﬂux conﬁrme l'hypothèse faite lors de la description du modèle numérique : la non prise
en compte de cette puissance n'a pas d'inﬂuence sur la proportion des modes de transfert de
chaleur. Elle a, tout de même, une inﬂuence sur les températures calculées.
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Figure 3.25  Flux radiatifs échangés à l'extérieur de la cuve en fonction du courant avec
ext = i = o = 0, 85 calculés par Sun et al. [78] et avec le modèle numérique
3.2.3.1.4 Conclusions dans le cas d'un gaz transparent L'augmentation de l'émis-
sivité de la paroi extérieure de la cuve entraîne une amélioration du transfert radiatif entre
celle-ci et l'air ambiant et réduit sa température et celle du conducteur, comme le remarque
Novak [65]. Une amélioration du rayonnement à l'intérieur de la cuve est observée suite à
l'augmentation des émissivités à l'intérieur de la cuve et permet uniquement une réduction
de la température du conducteur, moins importante que celle induite par un ext plus élevé.
L'augmentation de la pression du gaz contenu dans la cuve améliore la convection à l'in-
térieur de la cuve et permet une réduction de la température du conducteur uniquement. En
réalité, ceci n'est pas tout à fait vrai, comme le montre l'étude réalisée par Novak [8] qui
observe l'inﬂuence d'une variation de pression sur les températures d'un jeu de barres tri-
phasé. Il constate qu'une augmentation de pression entraîne une réduction de la température
de la cuve (en plus de celle observée sur le conducteur). Dans ses simulations, il prend en
compte l'inﬂuence des températures sur les conductivités électriques du modèle. La diminu-
tion de température induite par l'augmentation de pression entraîne une augmentation des
conductivités électriques et ainsi une réduction des puissances dissipées par eﬀet Joule et une
température de cuve plus faible.
Cette variation reste petite, elle vaut 4K dans du SF6, lorsque la pression varie de 1 bar
à 9 bars. D'ailleurs Minaguchi et al. [47] ne la relèvent pas dans leurs mesures expérimentales
des températures de la cuve pour des pressions variant de 0, 5 bar à 3 bars.
Les résultats de Novak expliquent l'inﬂuence de la nature et de la pression du gaz sur les
températures de la cuve observée par Xing et al. [51]. La mesure des températures des phases
aurait, tout de même, été très intéressante.
Une augmentation des températures du conducteur et de la cuve est obtenue suite à
l'accroissement du courant circulant dans le conducteur. Cela entraîne une amélioration du
131
transfert convectif, caractérisé par des nombres de Rayleigh plus grands, ainsi qu'une augmen-
tation du transfert radiatif proportionnel à la puissance quatrième de la température. Lorsque
les températures du modèle sont inférieures à 330K, l'accroissement du ﬂux convectif est plus
important que celui du transfert radiatif. Quand celles-ci sont plus élevées que cette valeur,
l'accroissement du rayonnement dépasse celui de la convection.
3.2.3.2 Gaz participatif
3.2.3.2.1 Analyse des températures Sur les ﬁgures suivantes est tracée la température
du conducteur Ti en fonction des émissivités des parois, de la pression ou du courant. Quatre
conﬁgurations sont testées. Dans les deux premières conﬁgurations, le gaz entre le conducteur
et la cuve est supposé être du CO2 transparent au rayonnement (c'est-à-dire un gaz ayant
les propriétés physiques du CO2, mais dont les propriétés radiatives sont celles d'un milieu
transparent) ou participant au rayonnement (avec les propriétés physiques et radiatives du
CO2). Dans les deux conﬁgurations suivantes, ce gaz est supposé être de l'H2O transparent
ou participant au transfert radiatif. Dans les cas où le gaz est participatif, les propriétés ra-
diatives sont calculées à partir des abaques d'Hottel [104] (Fig.3.10).
Figure 3.26  Température du conducteur en fonction des émissivités de la paroi du conduc-
teur et de la paroi intérieure de la cuve à 2 bars, 4000A et avec ext = 0.5
Sur la Fig.3.26, l'émissivité du conducteur et celle de la paroi intérieure de la cuve sont
égales dans chaque cas. Les Fig.3.26, Fig.3.27 et Fig.3.28 montrent, tout d'abord, que les
températures du conducteur, dans le cas où le gaz est de l'H2O, sont plus élevées que dans le
cas où le gaz est du CO2. Cela traduit un transfert thermique (par rayonnement ou convection)
plus élevé dans le CO2 que dans l'H2O.
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Figure 3.27  Température du conducteur en fonction la pression à 4000A et avec ext =
i = o = 0.5
Figure 3.28  Température du conducteur en fonction du courant à 2 bars et avec ext =
i = o = 0.5
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L'inﬂuence de l'émissivité, de la pression et du courant sur la température est la même
que dans le cas du SF6 transparent, précédemment décrit : décroissance de la température
suite à l'augmentation d'émissivité ou de pression et croissance de la température suite à
l'augmentation du courant.
Ces ﬁgures mettent également en évidence que la température du conducteur est toujours
inférieure lorsque le gaz est transparent. Ceci est cohérent car, dans le cas où le gaz participe au
transfert radiatif, celui-ci absorbe une partie du rayonnement échangé entre les deux cylindres
et émet un rayonnement selon sa température. Cela a pour conséquence d'altérer le transfert
radiatif entre le conducteur et la cuve, c'est-à-dire d'augmenter la résistance thermique, et
ainsi d'augmenter Ti.
Figure 3.29  Diﬀérence entre la température du conducteur obtenue dans le gaz participatif
et transparent, en fonction des émissivités de la paroi du conducteur et de la paroi intérieure
de la cuve à 2 bars, 4000A et avec ext = 0.5
Une diﬀérence entre le cas transparent et participatif plus importante dans l'H2O que dans
le CO2 est également à noter sur ces ﬁgures. L'H2O inﬂuence donc plus le transfert radiatif
que le CO2, dans les conditions testées.
La diﬀérence de température entre l'H2O transparent et participatif décroît lorsque les
émissivités du conducteur et de la cuve i et o augmentent (Fig.3.29) : de 5, 4K de diﬀérence
à 0, 1 à 3, 2K à 0, 9. Une telle décroissance est diﬃcilement décelable dans le cas du CO2 où
la diﬀérence de température est comprise entre 1K et 1, 4K.
Une variation de pression de 0.5 bar à 1 bar entraîne une croissance de la diﬀérence entre
gaz transparent et participatif pour l'H2O et le CO2 (Fig.3.30). Une croissance entre 1, 5 bar et
2 bars entraîne une décroissance de cette diﬀérence. Le point d'inﬂexion se trouve autour de la
pression atmosphérique. Lorsque la pression du gaz est inférieure à la pression atmosphérique,
le comportement semble donc diﬀérent de celui observé dans le cas où elle est supérieure. La
diﬀérence de température entre l'H2O transparent et participatif varie entre 3, 7K et 6, 4K.
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Figure 3.30  Diﬀérence entre la température du conducteur obtenue dans le gaz participatif
et transparent, en fonction la pression à 4000A et avec ext = i = o = 0.5
Figure 3.31  Diﬀérence entre la température du conducteur obtenue dans le gaz participatif
et transparent, en fonction du courant à 2 bars et avec ext = i = o = 0.5
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Dans le CO2 elle varie entre 1K et 1, 6K.
Une augmentation de courant entraîne une augmentation de la diﬀérence entre les tem-
pératures avec un gaz transparent et un gaz participatif (Fig.3.31). Elle varie entre 1, 3K et
10, 9K dans l'H2O et entre 0, 3K et 2, 4K dans le CO2 lorsque Ieff croît de 2000A à 8000A.
Le gaz participatif altère plus le transfert radiatif lorsque la température est élevée.
3.2.3.2.2 Analyse des ﬂux de chaleur Sur les ﬁgures suivantes sont tracés les ﬂux
échangés sous forme de rayonnement et de convection, à l'intérieur de la géométrie (enW.m−1)
φrayi dans le cas d'un gaz participatif et transparent, en fonction des émissivités des parois,
de la pression ou du courant. Les mêmes conﬁgurations (quatre) sont testées.
Figure 3.32  Flux radiatif et convectif échangés à l'intérieur de la cuve dans la cas du CO2
(gauche) et de l'H2O (droite) participatif ou transparent, en fonction des émissivités de la
paroi du conducteur et de la paroi intérieure de la cuve à 2 bars, 4000A et avec ext = 0.5
Figure 3.33  Flux radiatif et convectif échangés à l'intérieur de la cuve dans la cas du CO2
(gauche) et de l'H2O (droite) participatif ou transparent, en fonction de la pression à 4000A
et avec ext = i = o = 0.5
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Les Fig.3.32, Fig.3.33 et Fig.3.34 montrent que le transfert radiatif est toujours plus élevé
dans le gaz transparent que dans le gaz participatif, dans du CO2 et de l'H2O. Cette diﬀérence
reste inférieure à 3 %.
Lorsque les émissivités du conducteur et de la cuve i et o augmentent, le transfert radiatif
devient majoritaire devant le transfert convectif à partir de i = o = 0, 55 pour le CO2 et
0, 63 pour l'H2O (Fig.3.32). La valeur de l'émissivité à partir de laquelle ce changement a lieu
est plus faible dans le CO2 que dans l'H2O. Cela est dû aux valeurs de la diﬀusivité ther-
mique α et de la viscosité cinématique ν qui sont plus faibles dans le CO2. Aussi le nombre de
Rayleigh dans le CO2 est plus élevé et la résistance thermique est donc plus petite que dans
l'H2O. L'analogie électrique permet de dire que le ﬂux circulant dans la branche radiative est
plus important lorsque le gaz est de l'H2O. C'est pourquoi l'émissivité à partir de laquelle le
rayonnement devient majoritaire devant la convection est plus faible dans le cas de l'H2O que
dans le cas du CO2.
Pour les mêmes raisons, la pression à partir de laquelle la convection devient majoritaire
devant le rayonnement est plus faible dans le cas du CO2 (Fig.3.33). En eﬀet, l'augmentation
de pression réduit la résistance thermique de convection. Cette résistance étant plus impor-
tante dans le cas de l'H2O, la pression nécessaire à rendre majoritaire la convection devant
le rayonnement doit être plus importante. Elle atteint 1, 18 bar dans le CO2 et 1, 4 bar dans
l'H2O.
Les résultats de la Fig.3.28 montrent qu'une augmentation de courant entraîne une éléva-
tion des températures de la géométrie. L'élévation de température conduit à une amélioration
du transfert convectif et une augmentation du ﬂux radiatif, comme décrit dans le cas du SF6.
Pour Ieff < 2800A pour le CO2 et Ieff < 3200A pour l'H2O, l'accroissement du ﬂux convectif
prend le dessus sur celui du ﬂux radiatif (Fig.3.34), où les températures du conducteur sont
inférieures à 340K. Pour Ieff > 2800A pour le CO2 et Ieff > 3200A pour l'H2O, le transfert
radiatif augmente au détriment du transfert convectif et les températures du conducteur sont
supérieures à 340K. Il devient majoritaire à partir de Ieff = 6500A pour le CO2 et 4800A
pour l'H2O.
Figure 3.34  Flux radiatif et convectif échangés à l'intérieur de la cuve dans la cas du CO2
(gauche) et de l'H2O (droite) participatif ou transparent, en fonction du courant à 2 bars et
avec ext = i = o = 0.5
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3.2.3.2.3 Conclusion sur l'absorption Les résultats obtenus avec l'outil numérique
dans le cas d'un gaz participatif montrent, comme dans le cas du SF6 transparent, qu'une
augmentation des émissivités ou de la pression entraîne une réduction de la température du
conducteur. Celle-ci devient bien sûr plus élevée quand le courant augmente.
Ces résultats montrent surtout que les températures sont plus élevées lorsque le gaz par-
ticipe au transfert radiatif que dans le cas d'un gaz transparent. Cette élévation est plus
importante dans l'H2O que dans le CO2. Elle semble décroître quand l'émissivité et la pres-
sion augmentent (et est supérieure à la pression atmosphérique) et devient plus importante
quand le courant augmente.
Dans le cas où la pression P = 2 bars, les émissivités i = o = 0.5 et le courant Ieff =
4000A, la diﬀérence de température du conducteur entre gaz transparent et participatif est
de 1K dans le CO2 et de 3, 7 dans l'H2O.
3.2.3.3 Conclusion sur la part de chaque mode de transfert
Les résultats obtenus avec l'outil numérique ont, tout d'abord, vériﬁé que le transfert
conductif dans l'aluminium est très important. Aussi, les résistances thermiques de conduction
dans le conducteur et la cuve sont négligeables, comme le proposent Schoﬀner et al. [55].
La diﬀérence de température entre les parois extérieure et intérieure de la cuve peut être
considérée nulle.
Dans les gaz (SF6 et air) une importante part de chaleur est transmise par convection.
Néanmoins, bien que les températures en jeu ne soient pas très élevées, le rayonnement n'est
pas négligeable devant la convection, en particulier à l'extérieur de la cuve, comme le souligne
Novak [65]. Dans le cas où la pression est de 5 bars et le courant eﬃcace de 4000A, le ﬂux
radiatif devient égal au ﬂux convectif quand l'émissivité de la paroi extérieure de la cuve ext
vaut 0, 55. Lorsque ext vaut 0, 9, il représente 63 % du ﬂux total échangé.
A l'intérieur de la cuve, le rayonnement est moins important qu'à l'extérieur. Dans les
mêmes conditions (5 bars, 4000A et ext = 0, 9), il représente toutefois 38 % du ﬂux total.
Ces résultats ne sont pas en accord avec les choix réalisés par l'équipe de Xing qui calcule
la diﬀérence de température entre les parois extérieur et intérieur de la cuve et ne prend pas
en compte le rayonnement à l'extérieur de la cuve [51].
Dans les conﬁgurations testées, une réduction de température jusqu'à 10K a été obtenue
en augmentant l'émissivité de la paroi extérieure de la cuve. Elle atteint 7, 7K en augmentant
les émissivités du conducteur et de la paroi intérieure de la cuve. Ces réductions de température
sont importantes dans l'application du GIS et sont donc à prendre en compte.
Les résultats obtenus dans le cas d'un gaz participant au transfert radiatif montrent que la
température du conducteur est entre 1K et 2K plus élevée dans le CO2 participatif que dans
le CO2 transparent. Dans l'H2O, la diﬀérence de température est plus importante. A 4000A
et 2 bars, elle varie entre 3K et 6K selon l'émissivité des parois intérieures de la géométrie.
Cette analyse montre que l'inﬂuence du CO2 et de l'H2O sur le transfert radiatif dans une
conﬁguration proche de celle du GIS n'est pas négligeable.
Cette diﬀérence reste petite dans le cas du CO2 mais peut devenir importante dans le cas
de l'H2O. Peu de données sur les propriétés radiatives du SF6 à basse température permettant
une évaluation simple de son inﬂuence sur le rayonnement sont disponibles dans la littérature.
De plus, les variations importantes des propriétés radiatives sur le spectre et l'inﬂuence de la
température et de la pression [39] ne permettent pas aisément de dire si le SF6 participe plus
ou moins que le CO2 et l'H2O au transfert radiatif. D'après Sen et al. [111], le SF6 absorbe
plus le rayonnement infrarouge que le CO2.
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3.2.4 Application au GIS
Dans l'application au GIS, toute réduction de température est importante puisqu'elle
permet la validation des tests imposés par les normes internationales et une amélioration
des performances de l'appareil. Les résultats obtenus avec l'outil numérique conduisent à des
solutions de refroidissement.
Tout d'abord, les résultats montrent qu'il est préférable d'augmenter l'émissivité de la
paroi extérieure de la cuve pour réduire les températures du conducteur et de la cuve. A
défaut, augmenter les émissivités du conducteur et de la cuve reste une solution convenable
pour réduire la température du conducteur.
Ces résultats mettent également en évidence qu'une diminution de la température de la
cuve To, par réduction des résistances thermiques, est le moyen le plus eﬃcace de réduire les
températures de l'appareil. Elle peut être obtenue par augmentation de l'émissivité de la cuve
en appliquant de la peinture noire par exemple (dont l'émissivité est de l'ordre de 0.9 alors
que l'aluminium a une émissivité entre 0, 05 et 0, 2) ou en structurant sa surface.
La résistance thermique de convection pourrait aussi être réduite en augmentant la surface
d'échange entre la cuve et l'air ambiant en ajoutant des ailettes sur la surface de la cuve. Elle
pourrait également être réduite en produisant un écoulement de convection forcée autour du
modèle qui permettrait une réduction des températures du conducteur et de la cuve dépendant
de la vitesse d'écoulement [47].
3.2.5 Validation expérimentale des résultats de l'outil numérique
3.2.5.1 Paramètres inﬂuençant l'émissivité d'une surface
Les propriétés radiatives des surfaces ont été étudiées dans le domaine du bâtiment, dans
le but de réduire l'augmentation de température des toits soumis au rayonnement solaire [112,
113]. Ainsi, plusieurs paramètres inﬂuençant ses propriétés ont été identiﬁés. Ces études ont
montré que l'émissivité d'une surface rugueuse est plus importante que celle d'une surface lisse.
En eﬀet, lorsque la surface est rugueuse, le rayonnement incident arrivant sur la surface n'est
pas directement réﬂéchit vers l'air (Fig.3.35). A chaque réﬂexion qu'il subit,la surface absorbe
une partie de l'énergie du rayonnement. Aussi la part du rayonnement incident ﬁnalement
réﬂéchie est moins importante dans le cas de la surface rugueuse.
Figure 3.35  Réﬂexion d'un rayonnement incident sur une surface lisse (gauche) et sur une
surface rugueuse (droite)
La couleur également peut modiﬁer ces propriétés : les couleurs sombres ont une émissi-
vité plus élevée que les couleurs claires. La peinture inﬂuence aussi beaucoup les propriétés
radiatives des surfaces car elle est composée de pigments de diﬀérentes tailles, opacités, qui
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peuvent former des agglomérats. De plus, la rugosité et l'épaisseur de peinture varient étant
données les nombreuses techniques d'application de la peinture.
3.2.5.2 Description des expériences
Des solutions pour réduire la température des jeux de barres ont été expérimentées par le
passé au sein de Siemens. La première solution a consisté à appliquer une couche de peinture
(laque) sur la paroi du conducteur ou la paroi extérieure de la cuve, tous deux composés
d'un alliage d'aluminium. D'après la littérature [37, 44, 70] et les mesures réalisées durant les
expériences à l'aide de la caméra infra-rouge (Tab.2.2), l'émissivité de la paroi en aluminium
varie entre 0, 05 et 0, 2 selon l'état de surface (lisse et réﬂéchissant ou rugueux) et celle de la
peinture (laque) varie entre 0, 87 et 0, 97. Le transfert radiatif à l'intérieur ou à l'extérieur de
la cuve est donc amélioré.
La deuxième solution testée est une géométrie de conducteur avec des ouvertures verticales
(Fig.3.36). Ces ouvertures permettent un transfert convectif entre le gaz situé au centre du
conducteur et le gaz autour du conducteur. La convection à l'intérieur de la cuve est alors
améliorée.
Figure 3.36  Schéma des conducteurs avec ouvertures (gauche) et sans ouverture (droite)
testés
Ces solutions ont été appliquées à deux géométries de jeu de barres diﬀérentes : Géométrie
1 et Géométrie 2 dont les dimensions sont données au Tab.3.3.
Tableau 3.3  Paramètres des géométries expérimentées
Paramètre Géométrie 1 Géométrie 2
Diamètre extérieur du conducteur [mm] 100 120
Epaisseur du conducteur [mm] 16 15
Largeur des ouvertures (Fig.3.36) [mm] 8 10
Diamètre extérieur de la cuve [mm] 300 385
Conductivité électrique du conducteur [S.m−1] 32, 1 106 entre 30 106 et 33 106
Les deux géométries sont composées d'un conducteur placé dans une cuve remplie de
SF6 sous pression. Le courant est injecté dans le conducteur dans lequel il circule. Il traverse
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ensuite la cuve pour revenir au transformateur de courant et ainsi refermer le circuit électrique
(voir description des outils expérimentaux dans le Chapitre 2). Pour chaque géométrie, quatre
conﬁgurations ont été expérimentées (Tab.3.4 et Tab.3.5).
Tableau 3.4  Conﬁgurations experimentées avec la Géométrie 1
Conﬁguration Géométrie 1 - Description
1.1 Conducteur sans ouverture, non peint
1.2 Conducteur avec ouvertures, non peint
1.3 Conducteur sans ouverture, peint
1.4 Conducteur avec ouvertures, peint
Remarques Pour toutes les conﬁgurations la surface extérieure de la cuve est peinte
Courants eﬃcaces : 3150A et 4000A
Pressions : 5, 5 bars et 7 bars
Tableau 3.5  Conﬁgurations expérimentées avec la Géométrie 2
Conﬁguration Géométrie 2 - Description
2.1 Conducteur sans ouverture, paroi extérieure de la cuve non peinte
2.2 Conducteur sans ouverture, paroi extérieure de la cuve peinte
2.3 Conducteur avec ouvertures, paroi extérieure de la cuve peinte
2.4 Conducteur avec ouvertures, paroi extérieure de la cuve non peinte
Remarques Pour toutes les conﬁgurations le conducteur n'est pas peint
Courant eﬃcace : 5000A
Pression : 6 bars
3.2.5.3 Résultats des expériences et comparaison avec l'outil numérique
3.2.5.3.1 Géométrie 1 Les ﬁgures suivantes représentent la température moyenne mesu-
rée sur le conducteur dans les quatre conﬁgurations testées avec la Géométrie 1, sous diﬀérentes
conditions de courant et de pression. Les températures sont adimensionnées par la tempéra-
ture de la conﬁguration 1.1, sur la Fig.3.37. Elles sont adimensionnées par la température de
la conﬁguration 1.1 sur le graphe de gauche de la Fig.3.38 et 1.2 sur celui de droite.
Les résultats de la Fig.3.37 montrent que la réduction de la résistance thermique de convec-
tion apportée par les ouvertures de la géométrie permet de réduire la température du conduc-
teur entre 9 % et 11 %. La réduction de résistance thermique de rayonnement suite à l'aug-
mentation de l'émissivité du conducteur entraîne également une réduction de la température
de celui-ci entre 7 % et 10 %. L'amélioration de la convection apportée ici permet une réduc-
tion de température plus importante que l'amélioration du transfert radiatif. Lorsque les deux
solutions sont couplées, la réduction de température est encore plus importante : 15 %.
La variation de courant entre les expériences est trop petite pour observer son inﬂuence sur
la réduction de température. En revanche, la ﬁgure montre que la réduction de température
induite par les ouvertures du conducteur est moins importante lorsque la pression est plus
élevée : environ 11 % de réduction à 5, 5 bars et 10 % à 7 bars. La diminution de la résistance
de convection suite à l'augmentation de la pression et à l'ajout d'ouvertures ne s'additionne
donc pas. C'est pourquoi dans le modèle de Kirchhoﬀ, ces deux résistances thermiques de
convection seraient à placer en parallèle et non en série.
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Figure 3.37  Température moyenne mesurée sur le conducteur dans les quatre conﬁgurations
de la Géométrie 1 testées, adimensionnée par la température de la conﬁguration 1.1
De même, la réduction de température entraînée par l'amélioration du transfert radiatif
est moins importante lorsque la pression est élevée : environ 9 % de réduction à 5, 5 bars et 7 %
à 7 bars. En eﬀet, par analogie électrique, le ﬂux circulant dans la branche convective est plus
élevé suite à l'augmentation de pression et réduit celui circulant dans la branche radiative.
Aussi, le ﬂux circulant dans cette branche, suite à la réduction de la résistance thermique
de rayonnement lorsque la pression est élevée, est plus faible que lorsque la pression est plus
petite.
Figure 3.38  Température moyenne mesurée sur le conducteur dans les conﬁgurations 1.1
et 1.3 (gauche) et 1.2 et 1.4 (droite) de la Géométrie 1
Les Fig.3.38 mettent en évidence que la réduction de la température du conducteur suite
à l'amélioration du transfert radiatif avec le conducteur sans ouverture est plus importante
que celle obtenue dans le cas du conducteur avec ouvertures. Elle est d'environ 9 % dans le
cas sans ouverture et de 5 % dans le cas avec ouvertures. Cela caractérise, une fois de plus, la
concurrence entre les deux branches du circuit électrique équivalent.
3.2.5.3.2 Géométrie 2 Les ﬁgures suivantes représentent la température moyenne me-
surée sur le conducteur dans les quatre conﬁgurations testées avec la Géométrie 2, dans
diﬀérentes conditions de courant et de pression. Les températures sont adimensionnées par la
température de la conﬁguration 2.1, sur la Fig.3.39. Elles sont adimensionnées par la tempé-
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rature de la conﬁguration 2.1 sur le graphe de gauche de la Fig.3.40 et 2.3 sur le graphe de
droite.
Figure 3.39  Température moyenne mesurée sur le conducteur dans les quatre conﬁgurations
de la Géométrie 2 testées, adimensionnée par la température de la conﬁguration 2.1
Les résultats de la Fig.3.39 montrent que la réduction de la résistance thermique de convec-
tion apportée par les ouvertures de la géométrie permet de réduire la température du conduc-
teur de 9 %. La réduction de résistance thermique de rayonnement à l'extérieur de la cuve
entraîne également une réduction de la température du conducteur de 19 %. Contrairement au
cas précédent, la réduction de température est plus élevée suite à l'amélioration du rayonne-
ment et la diﬀérence est beaucoup plus importante. Lorsque les deux solutions sont couplées,
la réduction de température est encore plus grande : 33 %.
Figure 3.40  Température moyenne adimensionnée mesurée sur le conducteur dans les
conﬁgurations 2.1 et 2.2 (gauche) et 2.3 et 2.4 (droite) de la Géométrie 2
Les graphes de la Fig.3.40 mettent en évidence que la réduction de la température du
conducteur suite à l'amélioration du transfert radiatif avec le conducteur sans ouverture est
moins importante que celle obtenue dans le cas du conducteur avec ouvertures. Elle est d'en-
viron 19 % dans le cas sans ouverture et de 26 % dans le cas avec ouvertures. Ce résultat
est cohérent car, contrairement au cas précédent de la Géométrie 1, les résistances de convec-
tion et de rayonnement sont en série et plus en parallèle. Leurs eﬀets peuvent donc se cumuler.
3.2.5.3.3 Géométries 1 et 2 Les résultats obtenus avec les géométries 1 et 2 ne sont
pas facilement comparables, étant donné les diﬀérents paramètres géométriques et les diﬀé-
rentes conditions d'essai. Néanmoins, ces résultats peuvent être comparés d'un point de vue
qualitatif.
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Les conﬁgurations comprenant le conducteur avec ouvertures peuvent constituer une ré-
férence. Dans la Géométrie 1, l'amélioration du transfert radiatif à l'intérieur de la cuve,
obtenue en augmentant l'émissivité du conducteur, entraîne une réduction de température
moins importante que celle obtenue avec les ouvertures (en moyenne 10 % avec ouvertures et
8, 5 % avec peinture). A l'inverse, l'amélioration du transfert radiatif, suite à l'augmentation
de l'émissivité de la paroi extérieure de la cuve, induit une réduction de température beau-
coup plus importante que celle obtenue avec les ouvertures (9 % avec ouvertures et 19 % avec
peinture). Cela est en accord avec les résultats de l'outil numérique prédisant une réduction
de température plus importante en augmentant l'émissivité de la paroi extérieure de la cuve
que celle de la paroi du conducteur.
3.2.5.4 Conclusion
Des expériences ont été réalisées sur des jeux de barres monophasés dans le but d'observer
l'inﬂuence sur la température d'une modiﬁcation d'émissivité et de résistance de convection.
Les résultats obtenus sont en accord avec ceux prédits par l'outil numérique.
Une modiﬁcation de l'émissivité de la paroi extérieure de la cuve entraîne une réduction
de température du jeu de barres plus importante qu'une augmentation des émissivités à
l'intérieur de la cuve. La réduction de la résistance de convection permet une diminution des
températures du modèle plus importante que l'augmentation des émissivités à l'intérieur de
la cuve.
Ces expériences mettent également en évidence la concurrence entre certaines améliora-
tions qui, lorsqu'elles sont combinées, ont moins d'inﬂuence sur les échauﬀements. En eﬀet,
l'augmentation de l'émissivité de la paroi extérieure de la cuve accroît la diminution de tem-
pérature induite par la réduction de la résistance de convection à l'intérieur du module. En
revanche, l'augmentation de l'émissivité du conducteur réduit son eﬀet. Ceci est une fois de
plus en accord avec les résultats de l'outil numérique.
3.3 Jeu de barres monophasé
La part de chaque mode de transfert de chaleur vient d'être discutée dans la première partie
de ce chapitre, grâce à l'outil numérique permettant une analyse de sensibilité. La modélisation
par les logiciels CST et CFX de ces transferts ainsi que des phénomènes électromagnétiques
ayant lieu dans le GIS a été validée dans le Chapitre 2. La simulation de tous ces phénomènes
couplés est appliquée au cas d'un jeu de barres monophasé, décrit au Chapitre 2. Ce cas a été
testé expérimentalement et les températures mesurées sont comparées à celles calculées par
les logiciels.
Avant de comparer ces résultats et de discuter de la ﬁabilité et de la précision des si-
mulations, l'erreur de mesure due au placement des thermocouples est évaluée. Ensuite, les
résultats de simulation obtenus sont présentés et analysés dans le but de juger de la cohérence
de la modélisation numérique.
Les températures expérimentales présentées dans ce chapitre correspondent à la diﬀé-
rence entre les températures mesurées et la température ambiante (diﬀérente à chaque test).
Les températures numériques présentées correspondent à la diﬀérence entre les températures
calculées et la température ambiante égale à 300K. Ces températures sont appelées "échauf-
fement".
Les conﬁgurations testées sont présentées Tab.3.6.
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Tableau 3.6  Conﬁgurations expérimentales et numériques testées
Expérience Conducteur Courant [A] Pression [bar]
Exp 1.1 4000 4, 7
Exp 1.2
Standard
5000 4, 7
Exp 1.3 4000 6
Exp 1.4 5000 6
Exp 2.1 4000 4, 7
Exp 2.2
Avec ouvertures
5000 4, 7
Exp 2.3 4000 6
Exp 2.4 5000 6
3.3.1 Résultats expérimentaux
Le calcul du nombre de Biot (3.46), très inférieur à 1 dans la section du conducteur,
permet de dire que la résistance thermique de conduction est plus grande que la résistance
thermique de convection. Ainsi la température est homogène dans la section du conducteur.
Les températures mesurées durant les expériences en diﬀérents endroits du conducteur sont
alors comparées pour déterminer la ﬁabilité de la mesure. En eﬀet, des thermocouples sont
placés au sommet, en bas et sur les côtés du conducteur, à diﬀérentes longueurs (Fig.2.5).
Dans une même section, les températures mesurées devraient donc être égales.
Bi =
ha
λ
(3.46)
où h est la coeﬃcient de convection, λ la conductivité thermique du solide et a le rayon
du conducteur.
Figure 3.41  Températures moyennes mesurées sur le conducteur standard dans les plans
B, C et D, et écart-types
Les graphes Fig.3.41 et Fig.3.42 montrent que l'erreur de mesure est en moyenne de 2K
mais peut atteindre 3K. En pourcentage, cette erreur reste inférieure à 6 % de l'échauﬀement.
Elle est principalement due au placement des thermocouples comme décrit au Chapitre 2.
Le courant qui circule dans le conducteur en fait une source de chaleur. Il est donc plus
chaud que le SF6 qui l'entoure. Par conséquent, lorsque le thermocouple n'est pas complète-
ment introduit dans le conducteur, la température mesurée est plus faible que la température
réelle (Fig.2.4). Il est donc préférable de prendre comme température du conducteur, dans un
plan donné (B, C ou D), la valeur mesurée la plus élevée.
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Figure 3.42  Températures moyennes mesurées sur le conducteur avec ouvertures dans les
plans B, C et D, et écart-types
Il est à noter que cette valeur n'est pas toujours mesurée par le thermocouple situé sur la
partie supérieure du conducteur (ce qui conﬁrme la mauvaise mesure de certaines tempéra-
tures). De plus, pour un conducteur donné, ces valeurs sont toujours mesurées par les mêmes
thermocouples. Ceci est cohérent car, durant les expériences, les thermocouples ne sont pas
déplacés entre deux changements de courant et de pression. Le placement des thermocouples
n'a été modiﬁé que lors du changement de conducteur.
Par conséquent, les températures mesurées durant les expériences, sur le conducteur et
sur les connexions, seront considérées précises à +2K près.
3.3.2 Résultats numériques
3.3.2.1 Description des simulations
Les expériences réalisées sur le jeu de barres monophasé sont reproduites en simulation à
l'aide des logiciels présentés au Chapitre 2 : CST et CFX.
3.3.2.1.1 Géométrie simulée La géométrie expérimentée est constituée d'un comparti-
ment central composé d'une cuve contenant les conducteurs à tester ainsi que des connexions
(Fig.2.2). Aux deux extrémités de cette cuve sont placés des compartiments tampon servant à
l'isoler de l'inﬂuence du milieu ambiant. Ce montage expérimental existe en format numérique
CAO, utilisé pour introduire la géométrie testée dans les logiciels.
Dans le but de réduire le nombre de mailles et ainsi les temps de calcul, seul le compar-
timent central est simulé (Fig.3.43). Les parois entre celui-ci et les compartiments tampon
sont supposées adiabatiques dans le logiciel CFX (Fig.3.44). La géométrie étant symétrique,
seule la moitié du compartiment est conservée. Les détails de la géométrie comme les vis sont
supprimés pour éviter d'augmenter inutilement le nombre de mailles et d'avoir des mailles de
mauvaise qualité (comme une maille aplatie par exemple).
3.3.2.1.2 Modélisation électromagnétique Pour chaque courant eﬃcace (4000A et
5000A) et chaque conducteur (standard et ouvert), une simulation électromagnétique et
réalisée à l'aide du logiciel CST pour calculer la puissance dissipée par eﬀet Joule dans la
géométrie.
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Figure 3.43  Modèle de simulation et placement des thermocouples
Figure 3.44  Conditions limites appliquées à la géométrie simulée
Dans le logiciel d'électromagnétisme seules les pièces conductrices sont conservées, les
pièces isolantes n'inﬂuençant pas la physique du problème. Aussi le gaz n'est pas représenté.
La résistance de contact entre deux pièces est modélisée par un petit volume de matière
(Fig.3.45). Ces résistances sont régulièrement mesurées lors des essais expérimentaux et une
valeur moyenne selon le type de contact est connue. La conductivité électrique appliquée au
volume est alors calculée de manière à ce que la résistance de contact corresponde aux valeurs
connues.
En ce qui concerne les dimensions du domaine, l'analyse menée au Chapitre 2 conseille
d'appliquer une distance entre la géométrie et les bords du domaine de l'ordre du diamètre du
modèle (Tab.2.20). Ici, il faudrait donc que cette distance soit égale au diamètre de la cuve.
Or, cette distance conduirait à un domaine trop grand, contenant un nombre trop élevé de
mailles et la résolution du problème nécessiterait une capacité de calcul plus importante que
celle disponible. Aussi, cette distance est prise égale au diamètre du conducteur.
Le critère de maillage imposant trois mailles dans l'épaisseur de peau (Tab.2.20) est ap-
pliqué au conducteur, à la cuve et aux connexions.
Pour reproduire les conditions d'essai, dans le logiciel de calcul électromagnétique, le cou-
rant est injecté dans le conducteur puis circule dans la cuve, comme représenté Fig.3.46.
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Figure 3.45  Modélisation d'un contact entre deux pièces conductrices
Figure 3.46  Circulation du courant dans le modèle simulé
3.3.2.1.3 Modélisation thermique Les huit expériences réalisées (Tab.3.6) sont repro-
duites en simulation à l'aide du logiciel CFX, dans le but d'évaluer l'augmentation de tempé-
rature due au passage du courant dans le montage.
La convection naturelle et le rayonnement à l'extérieur de la cuve sont pris en compte
en imposant un ﬂux sur cette surface (Fig.3.44). Le ﬂux convectif est calculé à partir de
l'expression du coeﬃcient de convection moyen détaillé à l'équation (3.13) et de la température
de la cuve calculée par le logiciel. Le ﬂux radiatif est calculé à partir de l'expression (3.15),
où la température de la cuve est aussi calculée par le logiciel.
Une précédente étude réalisée en interne préconise d'appliquer à la surface extérieure de
la cuve une émissivité égale à 0, 8 et une émissivité égale à 0, 2 sur le conducteur et la surface
intérieure de la cuve. Ces valeurs ont été utilisées dans les simulations du jeu de barres. Elles
sont représentatives des valeurs réelles car la surface extérieure de la cuve est peinte durant
les expériences, alors que la surface intérieure de la cuve et le conducteur sont en aluminium
poli.
L'émissivité d'une surface est un paramètre diﬃcile à déterminer car il varie beaucoup
selon l'état de surface [65]. L'émissivité appliquée à la surface extérieure de la cuve peinte
pourrait être élevée jusqu'à 0, 9. En ce qui concerne l'aluminium du conducteur, l'émissivité
pourrait être baissée jusqu'à 0, 1.
Contrairement au logiciel d'électromagnétisme, dans CFX toutes les pièces sont simulées.
Les propriétés physiques du SF6 sont attribuées au gaz contenu dans la cuve et dans le
conducteur.
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La pression du gaz appliquée à la simulation est la pression de remplissage de la cuve.
L'augmentation de température dans le montage entraîne une augmentation de pression qui
n'est pas prise en compte dans les simulations. Elle est de l'ordre de 0, 5 bar à 1 bar. Cette
augmentation de pression peut diminuer la température mesurée à l'intérieur de la cuve jusqu'à
2K.
Un maillage de couche limite est appliqué aux parois du modèle avec une distance adimen-
sionnée y+ = 1. Le modèle SST k−ω est utilisé comme modèle de turbulence. Le rayonnement
est pris en compte avec un modèle DTM (méthode des transferts discrets). Ces paramètres
sont ceux conseillés suite à l'analyse réalisée au Chapitre 2 (Tab.2.20). La participation du
SF6 au transfert radiatif n'est pas prise en compte dans ces simulations.
3.3.2.1.4 Couplage Pour évaluer l'augmentation de température suite au passage du
courant dans le compartiment, la puissance dissipée par eﬀet Joule calculée par CST doit être
introduite pour servir de terme source à la simulation CFX. Une méthode a été proposée au
Chapitre 2 pour appliquer aux centres des mailles de CFX la puissance calculée aux n÷uds des
mailles de CST. Cette méthode est intéressante mais la non compatibilité des logiciels la rend
peu précise et nécessitant une capacité de calcul trop importante. Appliquée à la géométrie
du jeu de barres monophasée, elle n'a pas permis d'aboutir à un résultat.
Une méthode plus simple a donc été utilisée pour transférer les puissances de CST à
CFX. Elle consiste à appliquer à chaque pièce conductrice de CFX la puissance totale (en
W ) calculée par CST. Les contacts sont représentés par une surface dans CFX et non par un
petit volume comme dans CST. Aussi la puissance totale dissipée par le contact volumique
dans CST est répartie de manière égale entre les deux pièces adjacentes (Fig.3.47). Un petit
outil a été développé pour simpliﬁer la procédure [114].
Figure 3.47  Schéma de la répartition de puissance dissipée par un contact dans les pièces
adjacentes
3.3.2.2 Champ de vitesse et répartition de température
3.3.2.2.1 Distribution de température La répartition de température obtenue dans
le cas d'un conducteur standard, représentée à la Fig.3.48, est proche de celle présentée au
Chapitre 2 dans le cas de deux cylindres concentriques (Fig.2.36). La ﬁgure met en évidence
la plume au-dessus du conducteur, où le gradient de température est important. Ce gradient
est également important aux parois du conducteur et de la cuve. En revanche, la variation
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Figure 3.48  Répartition de la température du gaz dans le plan B obtenue avec les deux
conducteurs pour I = 4000A et P = 6 bars
de température dans le gaz situé sous le conducteur est ici un peu plus élevée (4K). Ceci
est dû au nombre de Rayleigh légèrement plus grand (égal à 3, 7 109) alors qu'il est égal à
1.18 109 au Chapitre 2. Il est aussi dû à l'écoulement dans la longueur du montage (géométrie
tridimensionnelle), plus important sous le conducteur qu'au-dessus où la vitesse verticale est
prépondérante.
De même que pour le conducteur standard, la répartition de température avec le conduc-
teur ouvert, représentée Fig.3.48, met en évidence d'importants gradients aux parois du
conducteur (parois intérieures et extérieures) et de la cuve, ainsi qu'au-dessus du conduc-
teur. La variation de température sous le conducteur est la même que dans la conﬁguration
standard.
La température du gaz au centre du conducteur standard est isotherme et égale à 338, 8K.
Elle est entre 10K et 18K plus élevée que celle du gaz à l'extérieur du conducteur. La
température du gaz au centre du conducteur ouvert n'est pas isotherme, elle varie entre 324K
et 328K. Elle est plus élevée que celle à l'extérieur du conducteur de 2K au maximum. Elle
est plus basse que celle atteinte avec le conducteur standard de plus de 10K. Cela conﬁrme
l'extraction de la chaleur du gaz du centre vers l'extérieur du conducteur attendue suite aux
ouvertures apportées [91,92] (Annexe D).
En un point donné dans le gaz entre les deux cylindres (en dehors de la plume), la tempé-
rature est plus élevée avec le conducteur ouvert qu'avec le conducteur standard (entre 1K et
2K). Cela corrobore l'hypothèse de l'extraction de la chaleur du gaz du centre du conducteur
vers l'extérieur.
La température maximale atteinte par le conducteur standard est de 338, 8K et de 334, 4K
avec le conducteur ouvert. La température de la cuve est la même dans les deux conﬁgurations
et varie de 320K à 322K entre le haut et le bas. Ceci met en évidence la réduction de
température du conducteur entraînée par les ouvertures du conducteur.
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3.3.2.2.2 Champ de vitesse En ce qui concerne la vitesse d'écoulement du gaz, elle est
majoritairement plus élevée avec le conducteur ouvert (Fig.3.49), en particulier en-dessous du
conducteur où elle est près de 5 fois plus grande. Cela est dû aux ouvertures du conducteur
qui permettent un écoulement du gaz au centre de celui-ci. Ce résultat est intéressant car il
met, une fois de plus, en évidence le mélange entre le gaz froid à l'extérieur et le gaz chaud à
l'intérieur du conducteur aboutissant à une température du conducteur plus faible que dans
le cas standard [91,92].
Figure 3.49  Vitesses du gaz dans le plan B obtenues avec les deux conducteurs pour
I = 4000A et P = 6 bars
Dans la partie supérieure de la géométrie, la vitesse du gaz au voisinage des parois du
conducteur et de la cuve ainsi que dans la plume est plus élevée dans le cas standard (Fig.3.49).
En revanche, la vitesse est la plus importante au voisinage de la paroi de la cuve avec le
conducteur ouvert. Dans les deux conﬁgurations, les vitesses les plus élevées sont dans les
zones pariétales et dans la plume.
Le champ de vitesse représenté Fig.3.50 met en évidence un écoulement ascendant du
gaz à la paroi et au-dessus du conducteur, ainsi qu'un écoulement descendant à la paroi de
la cuve. Ceci est bien cohérent avec la réalité. Le champ de vitesse dans la conﬁguration
du conducteur avec ouvertures montre des écoulements ascendants aux parois extérieure et
intérieure du conducteur ainsi qu'au-dessus de l'ouverture du conducteur. Il montre aussi un
écoulement descendant à la paroi de la cuve. De même que la Fig.3.49, cette ﬁgure montre
que ces vitesses d'écoulement sont les plus importantes.
Les lignes isovitesse représentées sur la Fig.3.51, montrent de nombreuses recirculations,
dans les deux conﬁgurations de conducteur testées. Des recirculations sont à noter dans le gaz
au centre du conducteur standard, alors qu'elles sont peu présentent dans le cas du conducteur
ouvert.
Les vitesses d'écoulement ne sont pas uniquement contenues dans le plan B. L'écoulement
du gaz est tridimensionnel. Sur la Fig.3.52 est représenté le champ de vitesse dans le plan de
symétrie obtenu avec le conducteur standard. Il met en évidence un écoulement horizontal
entre les connexions, chaudes, et le conducteur plus froid. Les vitesses les plus importantes
restent les vitesses verticales.
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Figure 3.50  Champ de vitesse du gaz dans le plan B obtenu avec le conducteur standard
(gauche) et le conducteur ouvert (droite) pour I = 4000A et P = 6 bars
Figure 3.51  Lignes isovitesse obtenues avec le conducteur standard( gauche) et le conduc-
teur ouvert (droite) pour I = 4000A et P = 6 bars
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Figure 3.52  Champ de vitesse du gaz dans le plan de symétrie, obtenu avec le conducteur
standard pour I = 4000A et P = 6 bars
3.3.3 Comparaison entre résultats expérimentaux et numériques
3.3.3.1 Température de la cuve
Figure 3.53  Echauﬀement mesuré expérimentalement en haut de la cuve et obtenu par
simulation, dans le plan C, durant les huit essais
Figure 3.54  Echauﬀement mesuré expérimentalement en bas de la cuve et obtenu par
simulation, dans le plan C, durant les huit essais
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Les températures atteintes par la cuve sont représentées Fig.3.53 et Fig.3.54. Ces tempé-
ratures sont obtenues expérimentalement et par simulation dans le plan C. Dans les plans B
et D, les résultats sont très similaires, c'est pourquoi ils ne sont pas présentés.
L'analyse des températures de la cuve permet de juger de la ﬁabilité et de la cohérence des
résultats numériques et expérimentaux. En eﬀet, l'outil numérique développé dans la première
partie de ce chapitre a montré qu'une modiﬁcation de résistance thermique à l'intérieur de la
cuve n'a pas d'impact sur la température de la cuve (et la prise en compte de la dépendance
des puissances dissipées à la température entraîne, d'après Novak [8], une diminution de
température inférieure à 1K entre 4, 7 bars et 6 bars). Celle-ci est ﬁxée par les conditions
extérieures et le courant circulant dans le conducteur. Aussi, un changement de pression ou
de conducteur, n'ayant d'impact que sur la résistance de convection entre le conducteur et la
cuve, ne devrait pas entraîner de variation de la température de la cuve. En revanche, une
modiﬁcation de courant devrait la modiﬁer.
Sur les Fig.3.53 et Fig.3.54, les échauﬀements calculés numériquement sur la cuve (en haut
ou en bas) sont très similaires entre les essais à un courant donné. La diﬀérence de température
entre les essais, suite à une augmentation de pression ou un changement de conducteur, reste
inférieure à 1K.
Toujours à un courant donné, les températures de la cuve mesurées expérimentalement
sont très proches entre les expériences 1.4, 2.2 et 2.4 et les expériences 1.3, 2.1 et 2.3, où la
diﬀérence maximale vaut 1, 1K. En revanche, les températures mesurées sur la cuve durant
les essais 1.1 et 1.2 sont plus élevées que celles mesurées durant les autres essais. La diﬀé-
rence atteint 2, 5K entre les expériences 1.2 et 2.2. Ceci met en évidence des températures
légèrement plus élevées durant ces essais, qui peuvent être dues à un courant circulant dans
le conducteur plus élevé que la consigne ou une pression du gaz plus faible. Néanmoins, cette
diﬀérence reste petite et n'empêche pas l'analyse des résultats.
Les températures en haut de la cuve sont eﬀectivement plus élevées que celles en bas de
la cuve. La diﬀérence est de 3K.
Les températures mesurées expérimentalement en haut de la cuve sont moins élevées que
celles calculées par simulation. La diﬀérence est inférieure à 3K sauf à l'expérience 2.3 où elle
atteint 3, 7K.
Sur le bas de la cuve, les températures mesurées expérimentalement sont également plus
faibles que celles obtenues par simulation, mais la diﬀérence est un peu plus importante que
sur le haut de la cuve. Elle reste inférieure à 5K sauf à l'expérience 1.4, où elle atteint 5, 2K.
Cette diﬀérence, plus élevée en bas qu'en haut de la cuve, est due à la condition limite
appliquée sur la paroi extérieure de la cuve. En eﬀet un coeﬃcient de convection moyen,
uniforme sur toute la surface de la cuve, y est imposé. En réalité, ce coeﬃcient est maximal
en bas de la cuve et minimal en haut de la cuve (Fig.3.2). Aussi l'échange convectif est sous-
estimé en bas de la cuve et la température calculée numériquement est plus élevée que la
température réelle. L'inverse a lieu sur le haut de la cuve où la température peut être sous-
estimée. Ceci est conﬁrmé par l'équipe de Hongtao [68,69] qui étudie un jeu de barres triphasé
en simulation numérique et résout la convection dans le volume d'air entourant la cuve. Ils
obtiennent un coeﬃcient de convection non uniforme sur la paroi extérieur de la cuve.
La diﬀérence entre températures calculées numériquement et mesurées expérimentalement
n'est pas due à la température ambiante, diﬀérente entre les expériences et les simulations.
Les températures comparées sur ces ﬁgures sont des échauﬀements, c'est-à-dire la diﬀérence
entre la température calculée ou mesurée et la température ambiante Ta. Les températures
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ambiantes mesurées durant les expériences varient entre 295, 8K et 304, 7K, alors que dans
les simulations elle est ﬁxée à 300K. Cette diﬀérence n'a pas d'inﬂuence sur la comparaison
du transfert convectif car l'échauﬀement est calculé à partir d'une expression indépendante
de Ta :
To − Ta = φ
h
+ Ta − Ta (3.47)
alors que l'échauﬀement est calculée à partir d'une expression dépendant de Ta :
To − Ta =
(
φ
σs
+ T 4a
) 1
4
− Ta (3.48)
Aussi, lorsque la température de l'expérience est supérieure à 300K, l'échauﬀement obtenu
par simulation devrait être plus élevé que la valeur expérimentale. A l'inverse, l'échauﬀement
calculé numérique devrait être plus petit que celui mesuré lorsque la température ambiante
de l'expérience est supérieure à 300K. Or ces tendances ne sont pas visibles sur les ﬁgures.
Tous ces résultats conﬁrment la cohérence des températures expérimentales et numériques
disponibles. Pour l'analyse des températures du conducteur et du gaz, on retiendra que les
températures de la cuve calculées par simulation sont légèrement surestimées (et davantage
en bas de la cuve qu'en haut). Les températures à l'intérieur de la cuve devraient donc aussi
être plus élevées que les températures expérimentales.
3.3.3.2 Température du conducteur
Figure 3.55  Echauﬀements du conducteur mesurés expérimentalement et obtenus par si-
mulation dans le plan C dans les huit conﬁgurations testées
Sur la Fig.3.55 sont comparées les températures mesurées expérimentalement et celles
obtenues par simulation, dans les huit conﬁgurations testées, sur le conducteur dans le plan
C. Dans les plans B et D, les résultats sont très similaires, c'est pourquoi ils ne sont pas
présentés.
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Comme il a été détaillé au 3.3.1, la température dans une section donnée du conducteur
est homogène. Ce résultat est vrai dans les simulations où les températures en diﬀérents
points d'une même section du conducteur sont égales, à 0, 1K près. En ce qui concerne les
expériences, il est plus réaliste de considérer la température mesurée la plus élevée dans une
section donnée. C'est pourquoi ces températures maximales sont tracées, sur la Fig.3.55, dans
le Plan C, à chaque essai.
Ces résultats montrent, dans le cas du conducteur avec ouvertures, que la diﬀérence entre
les températures expérimentales et celles obtenues pas simulation est très petite. Elle est
inférieure à 1K (ce qui représente 2 % de l'échauﬀement) sauf à l'expérience 2.3 où elle est
inférieure à 2K (5 % de l'échauﬀement).
Dans le cas du conducteur standard les températures simulées des expériences 1.3 et 1.4
sont également très proches des valeurs expérimentales (diﬀérence inférieure à 2K, soit 3 %
de l'échauﬀement). Les températures simulées des expériences 1.1 et 1.2 sont moins proches
des valeurs expérimentales (entre 3K et 6K soit 8 % et 10 % de l'échauﬀement). Une fois de
plus, les températures des expériences 1.1 et 1.2 apparaissent anormalement élevées.
D'après les températures à l'extérieur de la cuve, les températures du conducteur calculées
par simulation devraient être plus élevées que les températures expérimentales, mais ce n'est
pas le cas. Cela pourrait être dû à la non prise en compte de la participation du SF6 au
transfert radiatif qui entraînerait une augmentation de la résistance de rayonnement et une
température de conducteur plus élevée.
De plus, une tendance apparaît en comparant les expériences 1.3 et 2.3 ainsi que 1.4 et 2.4.
Les températures obtenues par simulation sont inférieures ou égales aux températures expéri-
mentales aux essais 1.3 et 1.4 avec le conducteur standard, alors qu'elles sont supérieures ou
égales aux essais 2.3 et 2.4, avec le conducteur ouvert. Le changement de conducteur entraîne
une réduction de la résistance de convection, et ainsi une augmentation du ﬂux échangé par
convection (Fig.3.1). Le ﬂux échangé par rayonnement est donc réduit et son inﬂuence sur la
température du conducteur aussi. Cela conﬁrmerait l'hypothèse que la non prise en compte de
la participation du SF6 au rayonnement entraîne des températures calculées par simulation
plus faibles que la réalité. Cette inﬂuence est comprise entre 1K à 2K. Cette tendance est
également observée dans les plans B et D.
Dans les huit conﬁgurations testées, les températures calculées par simulation dans les
trois plans B, C et D sont égales, à 0, 1K près. Les températures mesurées expérimentalement
varient d'un plan à l'autre. Les résultats de la Fig.3.56 montrent que le gradient de température
dans le conducteur entre les plan B, C et D atteint 2K en expérience. Le transfert conductif
au sein du conducteur est donc trop élevé dans les simulations. La conductivité thermique
de l'aluminium le composant est donc trop grande par rapport à la conductivité réelle. Cela
permet d'expliquer, en partie, les températures calculées en simulation sur le conducteur, plus
faibles que ce qui est attendu.
Les diﬀérences de températures présentées Fig.3.56 mettent en évidence deux tendances.
Avec le conducteur standard, les températures mesurées expérimentalement sont plus impor-
tantes dans les plans B et D que dans le plan C. Cette diﬀérence reste inférieure à 2K. Cela
signiﬁe que la température n'est pas constante dans la longueur du cylindre qui est plus froid
au milieu, loin des connexions. Cela met en évidence une sous-estimation de l'inﬂuence des
connexions sur la température du conducteur.
Avec le conducteur ouvert, les températures dans le plan D sont plus élevées que celles
mesurées dans le plan C, elles mêmes plus importantes que celles du plan B. La diﬀérence est
également inférieure à 2K. Cette fois, le conducteur est plus froid proche d'une connexion et
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Figure 3.56  Diﬀérence entre les échauﬀements mesurés durant les expériences et les échauf-
fements calculés en simulation, dans les plans B, C et D
plus au milieu.
Entre les simulations avec le conducteur standard et avec le conducteur ouvert, les para-
mètres de simulations sont les mêmes (hormis la pression et le courant). La modélisation des
connexions, notamment à l'aide d'une conductivité électrique équivalente, est donc la même.
En revanche, lors des expériences, le changement de conducteur a nécessité le démontage du
module, ce qui a entraîné une modiﬁcation des résistances de contact entre les connexions et
le conducteur. Ceci explique les diﬀérentes tendances observées avec les deux conducteurs.
3.3.3.3 Température des connexions
Sur la Fig.3.57 sont représentées les températures mesurées expérimentalement et calcu-
lées par simulation sur les connexions avec le conducteur ouvert, dans la conﬁguration de
l'expérience 2.1. Les températures obtenues dans cette conﬁguration sont représentatives de
celles obtenues dans les autres essais.
Sur la Fig.3.58 sont représentées les températures mesurées expérimentalement et calcu-
lées par simulation sur les connexions avec le conducteur standard, dans la conﬁguration de
l'expérience 1.3. Il est plus diﬃcile de faire ressortir une tendance dans ces cas, car les résultats
obtenus avec le conducteur standard sont assez diﬀérents.
Ces ﬁgures montrent que, lors des expériences, la réduction de température induite par
le conducteur ouvert entraîne une diminution des températures des connexions proches du
conducteur. Elles montrent également que la condition limite adiabatique appliquée aux ex-
trémités du module conduit à une surestimation des températures des connexions, sauf sur
la connexion droite du conducteur standard. Cette surestimation est de l'ordre de 3K. Les
températures calculées par simulation sur les connexions sont donc plus élevées que les tem-
pératures expérimentales à cause des conditions adiabatiques non réalistes et non à cause de
la surestimation des températures par la simulation à l'extérieur de la cuve.
L'analyse des échauﬀements du conducteur et des connexions montre donc une sous-
estimation de ces températures par la simulation. Ceci est dû soit à la modélisation de la
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Figure 3.57  Echauﬀements des connexions mesurés expérimentalement et calculés par
simulation, à 4000A et 4, 7 bars avec le conducteur ouvert
Figure 3.58  Echauﬀements des connexions mesurés expérimentalement et calculés par
simulation, à 4000A et 6 bars avec le conducteur standard
puissance dissipée par les contacts, soit à la non prise en compte de la participation du SF6
au transfert radiatif. En eﬀet, cette puissance est répartie entre les pièces adjacentes dans la
simulation (ici le conducteur et les connexions). Aussi, l'augmentation de température locale
observée expérimentalement au voisinage du contact n'est pas reproduite en simulation. Cette
sous-estimation est de l'ordre de 2K.
3.3.3.4 Température du gaz
Les températures expérimentales et numériques du gaz sont représentées aux Fig.3.59,
Fig.3.60 et Fig.3.61. Ces températures sont diﬃciles à comparer, tout d'abord, car le gaz
dans la cuve n'est pas isotherme. Aussi, une diﬀérence entre températures expérimentales et
numériques peut être observée si elles ne sont pas relevées au même point.
La comparaison est également compliquée par l'inﬂuence du rayonnement thermique sur
la mesure de température par le thermocouple [115]. Cette perturbation est causée par les
échanges radiatifs entre le thermocouple et le milieu ambiant (émission, réception d'un rayon-
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nement). D'après Luo, la température mesurée dans ce cas est plus élevée que la température
réelle. Dans certains cas, cette surestimation peut être négligeable.
Figure 3.59  Echauﬀements du gaz mesurés expérimentalement et calculés par simulation
au-dessus du conducteur, durant les huit essais
Figure 3.60  Echauﬀements du gaz mesurés expérimentalement et calculés par simulation
au centre du conducteur, durant les huit essais
Ces ﬁgures montrent que la température du gaz est plus élevée au-dessus qu'en-dessous
du conducteur standard. La température au centre est plus élevée que la température du
gaz au-dessus du conducteur. Dans le cas du conducteur ouvert, la température du gaz est
décroissante du haut vers le bas de la géométrie. Ces résultats sont cohérents avec la réalité.
Dans le gaz au-dessus du conducteur, les températures calculées par simulation sont
proches de celles mesurées expérimentalement avec une diﬀérence maximale de 3K. Les tem-
pératures expérimentales sont moins élevées que les températures calculées par simulation,
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Figure 3.61  Echauﬀements du gaz mesurés expérimentalement et calculés par simulation
en-dessous du conducteur, durant les huit essais
sauf pour dans le cas des expériences 1.1 et 1.2. Cela est cohérent avec les températures cal-
culées par simulation en haut de la cuve, plus élevées que celles mesurées expérimentalement.
Dans le gaz au centre du conducteur, la diﬀérence entre les températures expérimentales
et celles obtenues par simulation est petite avec le conducteur ouvert (inférieure à 2K).
Dans le cas du conducteur standard, elle est inférieure à 3K aux expériences 1.3 et 1.4 et
plus élevée aux expériences 1.1 et 1.2 où elle atteint 8K. Hormis pour les expériences 1.1
et 1.2, l'inﬂuence de la surestimation des températures de la cuve n'est pas visible. Ceci est
cohérent car la température du gaz au centre du conducteur est principalement inﬂuencée par
la température de celui-ci. Cette dernière est moins élevée que ce qui était escompté.
Dans le gaz en-dessous du conducteur (Fig.3.61), les températures simulées sont plus
élevées que les températures expérimentales et cette diﬀérence est plus importante que dans
le gaz au-dessus et au milieu du conducteur. Cette diﬀérence est de l'ordre de 4K sauf pour
les expériences 1.1 et 1.2 où elle est inférieure à 2K. Cette diﬀérence plus importante en bas
de la cuve est due aux températures surestimées dans les simulations en bas de la cuve.
Ces résultats sont en accord avec la surestimation des températures à l'extérieur de la
cuve par les simulations, au-dessus et en-dessous du conducteur. Au centre du conducteur,
l'inﬂuence de la température de celui-ci sur la température du gaz est plus visible. Ils mettent
également en évidence que les températures des expériences 1.1 et 1.2 sont plus élevées que
celles des autres expériences.
Comme pour les températures du conducteur, la comparaison des essais 1.3 et 2.3 ainsi
que 1.4 et 2.4 montre une sous-estimation des températures du gaz au-dessus et en-dessous du
conducteur qui s'estompe lorsque la convection est améliorée. Cela soutient, une fois de plus,
l'hypothèse de l'inﬂuence de la non prise en compte de la participation du SF6 au transfert
radiatif. Cette inﬂuence est également comprise entre 1K à 2K.
3.3.4 Conclusion
Des simulations électromagnétiques et thermiques ont été eﬀectuées à l'aide des logiciels
CST et CFX sur un jeu de barres monophasé pour être confrontées aux expériences réali-
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sées. Les températures mesurées durant les essais et celles calculées par simulation ont été
comparées dans le but de juger de la précision de la modélisation numérique.
Ces résultats ont, tout d'abord, montré que le coeﬃcient de convection moyen appliqué
comme condition sur la paroi extérieure de la cuve entraîne des températures calculées sur
la paroi de la cuve plus élevées en simulation qu'en expérience. De plus, cette diﬀérence de
température est plus importante sur le bas de la cuve car ce coeﬃcient est constant sur la
surface alors qu'il devrait être plus élevé en bas de la cuve. Elle est comprise entre 2, 3K et
3, 7K sur le haut de la cuve et entre 3, 7K et 5, 2K sur le bas.
Ensuite, ces résultats ont mis en évidence les températures trop faibles calculées par les
simulations, causées soit par la non prise en compte de la participation du SF6 au transfert
radiatif, soit par la méthode de couplage appliquée. En eﬀet, les puissances dissipées par eﬀet
Joule dans les contacts entre pièces conductrices sont réparties entre les pièces adjacentes
dans CFX. L'accroissement de température local au niveau du contact n'est alors pas observé
et les températures du conducteur et des connexions ne sont pas augmentées. Cette diﬀérence
est de l'ordre de 2K.
La sous-estimation des températures des connexions par les simulations n'est pas ﬂagrante,
car elle est gommée par l'augmentation de température induite par les conditions limites
adiabatiques appliquées aux deux extrémités du gaz. L'augmentation est d'environ 3K.
En ce qui concerne les températures du SF6 calculées par simulation, elles sont plus élevées
que les températures expérimentales au-dessus et en-dessous du conducteur. Elles subissent
l'inﬂuence des températures de l'extérieur de la cuve. D'ailleurs, la diﬀérence de température
est également plus élevée en-dessous du conducteur qu'au-dessus. Cette diﬀérence est comprise
entre 0, 6K et 3, 3K au-dessus du conducteur et entre 3K et 4, 5K en-dessous.
L'inﬂuence des températures de la cuve n'est pas visible sur les températures du gaz au
centre du conducteur. Celles-ci sont plus inﬂuencées par la température du conducteur, moins
élevée en simulation qu'en expérience.
Cette analyse a également mis en évidence les températures anormalement élevées me-
surées durant les expériences 1.1 et 1.2. Ces essais ont permis de conﬁrmer les tendances
observées d'un point de vue qualitatif mais pas quantitatif. Cette augmentation n'excède pas
4K.
De manière générale, les résultats obtenus avec les simulations réalisées sont proches des
résultats expérimentaux avec une diﬀérence maximale de 5, 2K sur tout le modèle.
3.4 Jeu de barres tri-mono
Les simulations appliquées au jeu de barres monophasé ont permis de calculer des augmen-
tations de température proches des augmentations réelles. Le jeu de barres reste une géométrie
simple et symétrique. Pour juger de la précision des simulations dans une conﬁguration plus
complexe, elles sont appliquées à un jeu de barres dit tri-mono. Des mesures expérimentales
de température ont également été réalisées sur cette géométrie. Elles vont être comparées à
celles obtenues par simulation.
3.4.1 Description de l'appareil
Le jeu de barres tri-mono est utilisé pour relier deux travées monophasées entre elles
(Fig.3.62). Il est composé d'une entrée et d'une sortie monophasée (c'est-à-dire que chaque
phase est dans une cuve diﬀérente), reliées par des compartiments triphasés (trois phases dans
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la même cuve) (Fig.3.63). Le gaz contenu dans les cuves communique, c'est-à-dire qu'il n'y a
pas de parois étanches entre deux cuves.
Les courants eﬃcaces circulant dans ce jeu de barres sont compris entre 3150A et 4000A,
la tension est de 245 kV et la fréquence de 50Hz.
Figure 3.62  Schéma de principe du fonctionnement du jeu de barres tri-mono
Figure 3.63  Schéma du jeu de barres tri-mono et circulation du courant dans les phases
Figure 3.64  Schéma du positionnement des phases dans les cuves
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3.4.2 Expériences
Des mesures de température sur un jeu de barres tri-mono ont été eﬀectuées dans le cadre
du développement d'une installation haute tension par Siemens. Ces expériences ont été réa-
lisées à une pression relative de 5, 5 bars et à un courant eﬃcace de 3150A. Les températures
sont mesurées par des thermocouples placés sur les phases 1, 2 et 3, comme représenté Fig.3.65.
Les températures sont mesurées sur les conducteurs et les connexions. Deux thermocouples
sont placés sur le dessus des cuves 1 et 2. Il n'y a pas de mesure de température dans le gaz.
Figure 3.65  Placement des thermocouples durant les expériences
Le montage est alimenté par un transformateur de courant. Le courant est injecté dans
les phases de la cuve 1 et sort du module par les phases de la cuve 2 (Fig.3.63). Il n'y a pas
de rebouclage par la cuve.
3.4.3 Simulations numériques
Les mêmes simulations que pour le jeu de barres monophasé sont appliquées au tri-mono.
Pour des raisons de capacités de calcul limitées, seules les deux cuves dans lesquelles circule
du courant sont modélisées (cuves 1 et 2, Fig.3.66).
Figure 3.66  Modèle de simulation et conditions limites appliquées
Pour compléter le modèle, les surfaces de gaz aux ouvertures sont considérées adiabatiques
(Fig.3.66). Comme pour le jeu de barres monophasé, un ﬂux convectif et radiatif est imposé
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sur la surface extérieure des cuves. La convection est modélisée avec le même coeﬃcient de
convection équivalent qui caractérise la convection autour d'un cylindre horizontal.
La condition limite de la paroi séparant la cuve 2 et la cuve 3 non simulée n'est pas évidente
à choisir. Appliquer une condition adiabatique n'est pas réaliste, étant donné le grand volume
de gaz contenu dans la cuve 3 qui extrait une quantité importante de chaleur de la cuve 2.
Une condition limite isotherme est alors choisie. Les conditions d'essais de l'expérience 1.3
du jeu de barres monophasé se rapprochent le plus de cette conﬁguration. La moyenne des
températures mesurées dans le gaz au-dessus et en-dessous du conducteur, durant l'expérience
1.3, est égale à 324K. Aussi, cette température est appliquée à la paroi isotherme de gaz dans
le jeu de barres tri-mono.
Les propriétés physiques du SF6 sont appliquées au gaz. Les résistances de contact sont
également modélisées par de petits volumes. L'augmentation de pression entraînée par l'élé-
vation des températures n'est pas non plus prise en compte.
3.4.4 Résultats expérimentaux et numériques
Le thermocouple placé sur le dessus de la cuve 1 indique un échauﬀement de 17K alors
que la simulation l'évalue à 20K. Celui placé sur le dessus de la cuve 2 indique un échauﬀe-
ment de 16K, la simulation calcule 19K. Comme dans le cas du jeu de barres monophasé,
les températures calculées sur l'extérieur de la cuve sont plus élevées que les températures
mesurées.
Sur la gauche de la cuve 1 se trouve une petite cuve. Le gaz contenu dans ces deux
cuves communique. Ceci a pour eﬀet de réduire la température des pièces dans la cuve 1.
Cette petite cuve n'étant pas simulée et la paroi étant supposée adiabatique, les températures
calculées devraient être plus élevées que les températures expérimentales. Ceci se retrouve sur
les Fig.3.67, Fig.3.68 et Fig.3.69 où les températures calculées de la phase 1 sont plus élevées
d'environ 7K, celles de la phase 2 d'environ 3K et celles de la phase 3 d'environ 2K. Ces
résultats montrent également que cette diﬀérence de température diminue lorsque la mesure
s'éloigne de la cuve non simulée. Ainsi, les températures calculées entre les cuves 1 et 2, sur
la phase 1 (thermocouples de 109 à 114) sont proches des valeurs expérimentales avec une
diﬀérence de 2K.
Dans la cuve 2, les températures calculées sur la phase 2 sont plus élevées que les tem-
pératures expérimentales entre 4K et 6K. Ceci est probablement dû à la condition limite
du modèle imposant une température de gaz égale à 324K qui n'est pas réaliste puisque la
température du gaz dans une section du montage n'est pas homogène. De plus, cette tempé-
rature imposée semble trop élevée et ne représente pas l'échange de chaleur avec la cuve 3 qui
permet de réduire la température des pièces de la cuve 2.
Les températures calculées par simulation loin des extrémités des cuves sont faiblement
plus élevées que les températures expérimentales, voire inférieures aux températures expé-
rimentales (thermocouples 109 à 114 et 323 et 324). La diﬀérence est inférieure à 2K. Les
températures surestimées par la simulation sur les cuves et proches des extrémités des cuves
devraient entraîner une augmentation de ces températures. Aussi, cela conﬁrme la sous-
estimation des températures des conducteurs et connexions dans les simulations, causée par
la non prise en compte de la participation du SF6 au transfert radiatif ou de l'accroissement
local des températures aux contacts.
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Figure 3.67  Echauﬀements mesurés expérimentalement et obtenus par simulation sur la
phase 1 (thermocouples verts)
Figure 3.68  Echauﬀements mesurés expérimentalement et obtenus par simulation sur la
phase 2 (thermocouples oranges)
3.4.5 Conclusion
La comparaison des simulations et expériences réalisées sur le jeu de barres tri-mono met
en évidence les diﬃcultés de modélisation d'une géométrie complexe, notamment en ce qui
concerne les conditions limites. Celles choisies ont entrainé une surestimation des températures
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Figure 3.69  Echauﬀements mesurés expérimentalement et obtenus par simulation sur la
phase 3 (thermocouples bleus)
atteignant 7K.
Cette comparaison conﬁrme également les conclusions tirées dans le cas du jeu de barres
monophasé. En eﬀet, les températures calculées par simulation sur la paroi extérieure des
cuves sont plus élevées que celles mesurées expérimentalement. La modélisation des puis-
sances dissipées par les contacts et la non prise en compte des accroissement locaux de tem-
pératures conduisent une fois de plus à une sous-estimation des températures des conducteurs
et connexions.
3.5 Conclusion
Un outil numérique a été développé, dans le but d'évaluer la part des diﬀérents transferts
de chaleur présents dans le GIS. Les résultats obtenus sont en accord avec les mesures de
températures réalisées sur des jeux de barres monophasés.
L'outil conﬁrme, tout d'abord, que le transfert conductif dans les pièces composant l'ap-
pareil est eﬀectivement important.
Il montre également que le transfert radiatif n'est pas négligeable devant le transfert
convectif, en particulier à l'extérieur de la cuve. En eﬀet, lorsque l'émissivité de celle-ci vaut 0, 9
(lorsque la cuve est peinte par exemple), le rayonnement atteint 63 % du ﬂux total échangé. Il
est moins important à l'intérieur de la cuve, mais atteint tout de même 38 % dans les mêmes
conditions. Ce mode de transfert est donc à prendre en compte dans les simulations ther-
miques.
En ce qui concerne la participation du gaz au transfert radiatif, il est plus diﬃcile de juger
de son importance sur les températures du GIS. La mise en place des méthodes permettant la
prise en compte de l'inﬂuence du SF6 sur le rayonnement étant complexe, ce phénomène a été
évalué, avec une méthode plus simple, dans le CO2 et l'H2O. L'outil numérique a donc permis
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de calculer, à l'aide d'abaques, leur inﬂuence sur les échanges de chaleur et les températures
entre deux cylindres concentriques, à une pression inférieure ou égale à 2 bars. Le CO2 induit
une augmentation de température comprise entre 1K et 2K. L'H2O induit une augmentation
comprise entre 3K et 6K. Les données à partir desquelles sont calculées les augmentations
de températures n'ont pas permis de connaître l'inﬂuence aux pressions du GIS.
Bien que ces diﬀérences de température ne soient pas négligeables, la participation du SF6
au transfert radiatif n'est pas prise en compte dans les simulations. Ceci est dû à la complexité
de mise en ÷uvre des méthodes spectrales et au peu de données de la littérature permettant
un calcul simple du coeﬃcient d'absorption du SF6.
A partir de l'analyse de la part des modes de transfert thermique, les simulations élec-
tromagnétiques et thermiques sont appliquées à un jeu de barres monophasé. Les critères de
modélisation déterminés au chapitre 2 sont imposés dans ces simulations. Les températures
obtenues en simulation sont comparées à celles mesurées expérimentalement. Les résultats de
simulation obtenus sont réalistes et proches des valeurs expérimentales avec une diﬀérence de
température inférieure à 5, 2K.
L'analyse réalisée a mis en évidence une surestimation des températures de la paroi exté-
rieure de la cuve par la simulation. Cette diﬀérence est due au coeﬃcient de convection moyen
appliqué comme condition limite sur cette paroi. Ce coeﬃcient n'étant pas uniforme, cette
surestimation est plus importante en bas de la cuve qu'en haut. Modéliser l'air autour de la
cuve et résoudre la convection permettrait d'améliorer les résultats obtenus sur la cuve, mais
cette méthode n'était pas applicable en raison du trop grand nombre de mailles nécessaires,
induisant une capacité de calcul plus élevée que celle disponible.
Les températures du conducteur et des connexions calculées par les simulations sont moins
élevées que ce qui est attendu. Cela est dû à la non prise en compte soit de l'accroissement
local de température dû aux résistances de contact, soit de la participation du SF6 au rayon-
nement. Cette sous-estimation des températures est moins visible sur les connexions dont les
échauﬀements sont augmentés par les extrémités des cuves, supposées adiabatiques.
Ces simulations sont ensuite appliquées à une géométrie plus complexe : un jeu de barres
tri-mono. Les températures obtenues par simulation sont également comparées à des mesures
de températures expérimentales. L'analyse de ces résultats conﬁrme les conclusions tirées
dans le cas du jeu de barres monophasé. Elle montre également la diﬃculté de modélisation
du problème.
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Conclusions et perspectives
La connaissance et la maîtrise des phénomènes électro-thermiques à l'origine des échauﬀe-
ments dans les postes GIS constituent un enjeu crucial pour une entreprise telle que Siemens.
Elles permettent un développement plus rapide et moins coûteux des appareils et une amélio-
ration de leurs performances électriques, tout en restant conforme aux normes en vigueur. Les
travaux présentés dans ce document ont été menés dans le but d'analyser ces phénomènes et
de proposer des solutions visant à réduire les augmentations de température dans ces appareils.
L'étude bibliographique a mis en évidence deux phénomènes électromagnétiques observés
dans le GIS. Il s'agit des eﬀets de peau et de proximité. L'eﬀet de peau n'est pas négligeable
dans cette application car l'aluminium constituant les conducteurs et la fréquence de 50Hz
à laquelle circule le courant entraînent une épaisseur de peau de l'ordre de 13mm dans un
conducteur d'épaisseur de l'ordre de la quinzaine de millimètres. Etant donné les dimensions
du GIS et l'espacement des pièces conductrices (comme les phases ou encore la cuve), l'eﬀet
de proximité, qui ne peut être découplé de l'eﬀet de peau, est notable.
Concernant les échanges thermiques, les auteurs examinant les échauﬀements dans le GIS
considèrent systématiquement la conduction et la convection. En revanche, ils ne prennent pas
toujours en compte le rayonnement. Dans cette application, la convection est naturelle (les
ﬂux d'air à l'extérieur de la cuve ne sont pas pris en compte), cependant le régime laminaire
ou turbulent de l'écoulement n'est pas simple à déterminer et les deux types d'écoulements
ont été étudiés dans la littérature. Le rayonnement est également délicat à appréhender à
cause de la complexité de résolution du problème et des propriétés radiatives du SF6 qui sont
mal connues dans les intervalles de température et de pression étudiés. Des modèles existent
pour résoudre les problèmes convectif et radiatif, mais le choix du modèle n'est pas évident
car ses performances dépendent de la conﬁguration étudiée.
Analyse des transferts thermiques et paramètres d'inﬂuence
Un outil numérique a été développé durant ces travaux dans le but de déterminer la part
de chaque mode de transfert de chaleur et, ainsi, de juger de la nécessité de leur modélisation
dans le calcul des échauﬀements du GIS. La géométrie étudiée est un jeu de barres monophasé
en deux dimensions. Les paramètres inﬂuençant les températures et les ﬂux de chaleur échan-
gés dans le GIS ont pu être déterminés à l'aide de cet outil. Il s'agit des propriétés physiques
et radiatives du gaz isolant, de la pression de ce gaz, du courant et des émissivités des parois
de la géométrie.
Cet outil a permis de mettre en évidence l'importante proportion des échanges radiatifs
principalement à l'extérieur de la cuve. Lorsque l'émissivité de la paroi extérieure de la cuve
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vaut 0, 9, la chaleur est majoritairement échangée par rayonnement et non par convection :
la part de transfert radiatif représente alors plus de 60% du ﬂux de chaleur total. Il est donc
indispensable de prendre en compte ce mode de transfert dans le calcul des échauﬀements par
simulation numérique. Cet outil a également conﬁrmé l'importance des transferts convectif et
conductif.
Le transfert radiatif à travers un gaz participatif a été examiné à l'aide de cet outil numé-
rique. Il n'a pas pu être évalué dans le SF6, vu le peu de données permettant la détermination
simple du rayonnement dans ce gaz. Ce phénomène a alors été étudié dans du CO2 et de l'H2O
pour lesquels une méthode simple existe. Les résultats obtenus montrent que l'inﬂuence du
gaz sur le transfert radiatif n'est pas négligeable. Une augmentation de température jusqu'à
2K est observée dans le CO2 et jusqu'à 6K dans l'H2O. Il est donc pertinent de chercher à
évaluer l'inﬂuence des propriétés radiatives du SF6 sur le champ de température du GIS.
Simulation numérique des échauﬀements
Durant ces travaux, la détermination des échauﬀements dans les jeux de barres, à l'aide
de logiciels de simulation numérique du commerce, a été investiguée pour des géométries
proches des cas industriels. Siemens a choisi d'eﬀectuer la modélisation des phénomènes élec-
tromagnétiques avec le logiciel CST, et le logiciel CFX est utilisé pour modéliser les échanges
thermiques.
Avant d'appliquer ces simulations aux jeux de barres, la justesse de la modélisation de cha-
cun des phénomènes ayant lieu dans le GIS, par ces logiciels, a été vériﬁée et les paramètres
numériques adéquats ont été déterminés (tels que le maillage ou encore le modèle numé-
rique... paramètres résumés au Tab.2.20). Pour cela, ces phénomènes sont modélisés dans des
cas simples, résolus analytiquement ou dont les solutions sont disponibles dans la littérature.
Ces simulations ont montré que les eﬀets de peau et de proximité sont bien modélisés
par le logiciel CST à condition de raﬃner suﬃsamment le maillage et d'éloigner les bords
du domaine. Dans la géométrie étudiée, la convection naturelle est turbulente. Un modèle
de turbulence est donc nécessaire à la résolution du problème. Ces simulations ont mis en
avant la complexité de la modélisation de ce phénomène. Les résultats les plus proches des
valeurs attendues sont obtenus avec le modèle SST k − ω. Le transfert radiatif à travers un
milieu transparent a été simulé. Les résultats obtenus ont également mis en évidence la com-
plexité de la modélisation de ce phénomène avec les diﬀérentes méthodes de résolution spatiale
existantes. La méthode DTM a permis d'aboutir aux résultats les plus proches possibles des
valeurs attendues avec un temps de calcul raisonnable.
Le logiciel CST est utilisé pour calculer les puissances dissipées par eﬀet Joule dans la géo-
métrie, suite au passage du courant. Les échanges thermiques sont alors calculés dans CFX à
partir de cette puissance utilisée comme terme source. Le transfert de cette grandeur de CST
vers CFX est loin d'être simple. Une méthode de couplage entre les deux logiciels a été propo-
sée et testée dans ce document. Cependant, la non compatibilité des deux logiciels au niveau
du maillage et surtout du point de vue informatique (impossibilité d'exporter simplement les
données de CST) entraîne une importante perte de précision. Celle-ci est due aux multiples
interpolations qui engendrent des erreurs sur la puissance. Ces erreurs peuvent être réduites
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en augmentant le nombre de points extraits de CST et le nombre de mailles dans CFX, mais
la manipulation des données et les temps de calcul deviennent alors très longs.
Les simulations CST et CFX sont alors appliquées à un jeu de barres monophasé dans
le but de calculer les échauﬀements suite à la circulation d'un courant. Cette conﬁguration
est également testée expérimentalement et les températures mesurées sont comparées à celles
obtenues avec les logiciels pour juger de la précision des simulations. De manière générale,
les résultats obtenus sont réalistes et proches des valeurs expérimentales avec une diﬀérence
inférieure à 5, 2K. Cette analyse a permis de mettre en évidence l'imprécision induite par
l'application d'un coeﬃcient de convection équivalent uniforme sur la surface extérieure de
la cuve. Elle permet aussi d'observer la sous-estimation des températures à l'intérieur de la
cuve, dont l'origine est la non prise en compte soit de l'échauﬀement local dû aux résistances
de contact, soit de la participation du SF6 au rayonnement.
Les résultats obtenus dans le cas du jeu de barres tri-mono conﬁrment les conclusions
tirées dans le cas du jeu de barres monophasé. Ils mettent également en évidence la diﬃculté
de modélisation d'une géométrie complexe.
Recommandations pour réduire les échauﬀements
Dans l'application du GIS, toute réduction de température est importante puisqu'elle per-
met la validation des tests imposés par les normes internationales et une amélioration des
performances de l'appareil. L'outil numérique a permis de mettre en évidence des solutions
visant à réduire les échauﬀements.
Les résultats obtenus montrent que le moyen le plus eﬃcace de réduire les températures
de l'appareil est de diminuer la température de la cuve. En eﬀet, l'abaissement de cette tem-
pérature entraîne une réduction de la température du conducteur et des connexions. Pour
cela, plusieurs solutions sont possibles comme appliquer une peinture noire mate sur la sur-
face extérieure de la cuve pour augmenter son émissivité. Cela a pour eﬀet d'amoindrir la
résistance thermique de rayonnement entre la cuve et l'air ambiant et ainsi d'améliorer le
transfert radiatif.
La réduction de la résistance thermique de convection peut également être envisagée à
travers une augmentation de la surface d'échange entre la cuve et l'air en ajoutant des ailettes
à la surface de celle-ci. Pour éviter l'apparition de nouvelles résistances thermiques de conduc-
tion, il serait préférable que la cuve et les ailettes forment un volume non compartimenté (et
non des ailettes assemblées sur la cuve). Cependant, cela pose des problèmes de construction
car le processus de fabrication actuel de la cuve ne permet pas une telle géométrie. Ces ailettes
pourraient diﬃcilement être appliquées à l'intérieur de la cuve car elles ne lui permettraient
pas d'assurer l'isolation électrique de l'appareil et risquent d'entraîner des amorçages.
Cette résistance thermique de convection peut également être réduite à l'aide d'une solu-
tion active, en produisant un écoulement de convection forcée autour de la cuve. Toutefois, les
solutions actives n'ont pas beaucoup de succès auprès des utilisateurs de GIS, car elles néces-
sitent généralement une source d'énergie extérieure pour fonctionner ainsi qu'une maintenance
régulière. Les solutions passives sont plus appréciées car elles agissent en permanence.
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Perspectives
Une piste de réduction des échauﬀements du GIS consiste à augmenter l'émissivité des
parois de l'appareil. Pour cela, avoir une valeur approximative de ces émissivités, comme c'est
le cas actuellement, ne suﬃt pas. Aussi, il serait intéressant de réaliser des mesures précises
d'émissivité des surfaces en jeu dans le GIS. Compte tenu de la complexité de mesure et de
la spéciﬁcité des dispositifs et des compétences nécessaires, elles doivent être réalisées par des
spécialistes comme le CSTB (Centre Scientiﬁque et Technique du Bâtiment) à Grenoble, par
exemple. Ces valeurs permettraient également une meilleure modélisation du rayonnement
dans les simulations numériques en appliquant les émissivités exactes des surfaces.
Dans le but d'améliorer la modélisation numérique des échauﬀements, il est important
de connaître l'inﬂuence du SF6 sur le transfert radiatif. Cette inﬂuence pourrait être évaluée
en appliquant les modèles spectraux existants. Ceci serait réalisable en collaboration avec
un laboratoire maîtrisant ces modèles, comme le laboratoire Laplace de Toulouse qui étudie
notamment l'absorption du rayonnement par le plasma de SF6 pour les disjoncteurs haute
tension [82]. Les méthodes spectrales utilisées à haute température (pour les plasmas) sont
les mêmes que celles utilisées à basse température. Pour compléter ces modèles, les propriétés
radiatives du SF6 à basse température pourraient être déterminées numériquement comme
c'est la cas dans les plasmas.
Il importe de souligner que les travaux eﬀectués dans le cadre de cette thèse ont permis
de mettre en évidence l'importante perte d'informations et la diﬃculté d'application du cou-
plage due à la non compatibilité des logiciels CST et CFX. Il serait préférable d'envisager
d'autres logiciels, compatibles comme ceux développés par un même éditeur (par exemple
Ansys E-mag ou Ansys Maxwell pour les phénomènes électromagnétiques, couplé à Ansys
CFX). Cela rendrait également possible un couplage "bidirectionnel" [8, 65] (c'est-à-dire un
nouveau calcul des puissances à chaque itération). Il serait également possible de dévelop-
per une interface (en language C++ par exemple) chargée d'extraire les données du logiciel
d'électromagnétisme pour les interpoler dans le logiciel de mécanique des ﬂuides. Cette se-
conde solution est complexe à mettre en ÷uvre car la construction de l'interface nécessite du
temps ainsi que des compétences. De plus, étant donné les changements de version des logi-
ciels très fréquents en entreprise, une fois cette interface développée, des rectiﬁcations seront à
réaliser assez régulièrement pour l'adapter à d'éventuelles modiﬁcations des nouvelles versions.
Dans le but de réduire la capacité de calcul utile à la résolution des phénomènes élec-
tromagnétiques dans le GIS, il serait envisageable de chercher à appliquer des équations de
circuit plutôt qu'un petit volume au contact entre deux pièces conductrices. Ce moyen de
modélisation des résistances de contact est notamment appliqué dans les logiciels utilisant la
méthode PEEC. Ceci permettrait une réduction du nombre total de mailles, très petites à ces
endroits, et une diminution du nombre de mailles de mauvaise qualité (aplaties).
Enﬁn, pour améliorer les résultats obtenus avec l'outil numérique, il serait intéressant de
prendre en compte la variation des paramètres physiques des gaz en fonction de la température
et de la pression avec des corrélations présentes dans la littérature (voir Annexe A).
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Annexe A
Données du SF6
Les propriétés physiques des gaz dépendent de la pression et de la température. Des
mesures de ces propriétés ont été réalisées et des corrélations sont proposées dans la littérature
pour le SF6, sur des domaines d'application donnés.
A.1 Conductivité thermique
Kestin et al. [108] proposent une expression permettant de calculer la conductivité ther-
mique du SF6 en fonction de la température et de la masse volumique. Elle est valable pour
273 < T < 373K et 0 < ρ < 200 kg.m−3. Les valeurs des coeﬃcients de (A.1) sont résumées
au Tab.A.1.
λ = λ0 + λ1ρ+ λ2ρ
2 + λ3ρ
3 (A.1)
avec
λ0 = 0, 01303 (1 + 0, 00549 ((T − 273, 15)− 27, 5)) (A.2)
Tableau A.1  Coeﬃcients de l'expression de la conductivité thermique du SF6 déterminés
par Kestin et al. [108]
Paramètre Valeur Unités Conditions
λ0 13, 01 mW.m
−1.K−1 à 27, 5C
λ1 11, 00 µW.m
2.kg−1.K−1
λ2 −7, 615 nW.m5.kg−2.K−1
λ3 288, 7 pW.m
8.kg−3.K−1
A.2 Viscosité dynamique
Hoogland et al. [109] proposent une expression de la viscosité dynamique du SF6, obtenue
en µPa.s, en fonction de la température (A.3) et en fonction de la masse volumique (A.4).
L'expression (A.3) est valable pour une pression de 1 bar et une température variant entre
298 < T < 373K. La formule (A.4) est valable pour une température de 333K et une masse
volumique variant entre 0 < ρ < 1257 kg.m−3. Les valeurs des coeﬃcients de (A.3) sont
résumées au Tab.A.2.
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η0 = exp
(
A+ lnT +
B
T
+
C
T 2
+D
)
(A.3)
η = 16, 8411 + 1, 3865 10−2ρ+ 2, 85099 10−3ρ2 − 4, 16848 10−5ρ3
+ 6, 446345 10−7ρ4 − 4, 997041 10−9ρ5 + 1, 970048 10−11ρ6 − 2961807 10−14ρ7 (A.4)
Tableau A.2  Coeﬃcients de l'expression de la viscosité dynamique du SF6 déterminés par
Hoogland et al. [109]
Paramètre Valeur
A 0, 51460
B −190, 1
C 10500
D 0, 3114
A.3 Capacité caloriﬁque
Des valeurs de la capacité caloriﬁque du SF6 sont présentées dans l'étude numérique
réalisée par Uribe et al. [107]. L'interpolation de ces valeurs entre 273 < T < 373K par un
polynôme du second degré permet d'obtenir l'expression suivante :
Cp = 91, 0719 + 0, 2581T − 4, 504 10−4 T 2 (A.5)
A.4 Masse volumique
Oda et al. [110] proposent une équation dont la résolution permet d'aboutir au calcul de
la masse volumique du SF6 en fonction de la température et de la pression. Il est intéressant
de noter que le membre de gauche et le premier terme du membre de droite forment la loi des
gaz parfaits. Cette expression est un ajustement de cette loi. Cette équation est valable pour
222 < T < 500K, 0 < ρ < 2000 kg.m−3 et P < 20Mpa. Les coeﬃcients utiles au calcul sont
résumés au Tab.A.1.
P =
Rgp
MSF6
Tρ+
8∑
i=2
(Ai1T + Ai1 + Ai1T
−2)ρi) + A60T 2ρ6
+ (A01ρ
3 + A02ρ
5)T−2 (1 + βρ2) exp(βρ2) (A.6)
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Figure A.1  Coeﬃcients de l'expression de la masse volumique déterminée par Oda et
al. [110]
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Annexe B
Description des logiciels
Durant ces travaux de thèse, il a été nécessaire de réaliser des modélisations complètes des
dispositifs. Ceci n'a pu être eﬀectué qu'avec des logiciels de simulations numériques disponible
dans le commerce. Ces logiciels ont été choisis par Siemens. Cette annexe a pour objectif de
lister tous ceux qui auraient pu être utilisés pour ces travaux ainsi que leur principe.
B.1 Logiciels d'électromagnétisme
B.1.1 CST - Computer Simulation Technology
CST est un logiciel de simulation électromagnétique. Il comprend plusieurs modules adap-
tés à diﬀérentes gammes de fréquences (Microwave et EM STUDIO) et à diﬀérents problèmes
physiques (Particule STUDIO). Il comprend également des outils pour la conception et l'op-
timisation des dispositifs fonctionnant dans une large gamme de fréquences. Ce logiciel utilise
la méthode des intégrales ﬁnies (Finite Integration Technique - FIT) qui consiste en une dis-
crétisation des équations de Maxwell sous leur forme intégrale sur une paire de grilles en
conservant les propriétés analytiques des équations primitives [14,116118].
B.1.2 Inca3D
InCa3D est un logiciel de simulation destiné à la modélisation et l'analyse des connexions
électriques complexes dans les domaines de l'électronique de puissance et l'électrotechnique.
L'outil est basé sur la méthode intégrale PEEC (Partial Element Equivalent Circuit), bien
adaptée pour la résolution des équations de Maxwell en basse et moyenne fréquence car capable
de transformer la géométrie des interconnexions en un circuit équivalent RLC permettant ainsi
d'éviter le maillage de l'air autour du dispositif [17]. InCa3D est développé et distribué en
France par la société CEDRAT S.A en collaboration avec le laboratoire G2ELab.
B.1.3 Flux 2D/3D
Flux 2D/3D est un logiciel de simulation numérique utilisé en conception assistée par ordi-
nateur de dispositifs tels que les machines tournantes, les transformateurs ou encore les câbles.
Il utilise la méthode des éléments ﬁnis et permet le calcul des états magnétiques, électriques
ou thermiques des dispositifs en régimes permanents, transitoires et harmoniques, avec des
fonctionnalités d'analyse multi-paramétrique étendues, les couplages circuit et cinématique.
Ceci nécessite la résolution d'équations diverses : équations de Maxwell, de la chaleur, loi de
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comportement des matériaux. De par la diﬃculté de la résolution simultanée de ces équa-
tions, le code est découpé en un ensemble de modules chargés de résoudre chacun un type
de problème donné (c'est-à-dire les équations à utiliser et les hypothèses associées) [17]. Flux
est également développé et distribué en France par la société CEDRAT S.A en collaboration
avec le laboratoire G2ELab.
B.1.4 Maxwell
Maxwell est un logiciel permettant la résolution de problèmes électromagnétiques à basse
fréquence, en deux ou trois dimensions. Ce logiciel utilise la méthode des éléments ﬁnis pour
résoudre les équations de Maxwell. Il est développé par l'éditeur de logiciel Ansys.
B.2 Logiciels de mécanique des ﬂuides
B.2.1 Fluent
Fluent est un logiciel de mécanique des ﬂuides numérique (CFD - Computational Fluid
Dynamics). Il permet la modélisation des écoulements ﬂuides éventuellement turbulents, des
transferts de chaleur et des réactions chimiques. Il consiste en la résolution des équations de
NavierStokes et des équations de transport des scalaires concernés à l'aide de la méthode
des volumes ﬁnis. Fluent traite les problèmes en deux ou trois dimensions. Ce logiciel était
développé par l'entreprise Fluent qui appartient aujourd'hui à l'éditeur Ansys.
B.2.2 CFX
Comme Fluent, CFX est un logiciel de mécanique des ﬂuides numérique utilisant la mé-
thode des volumes ﬁnis pour résoudre les équations de Navier-Stokes. Il permet uniquement de
traiter des problèmes en trois dimensions (les problèmes à deux dimensions peuvent être réso-
lus en appliquant, dans la troisième direction, une épaisseur très ﬁne). Auparavant développé
par AEA Technology (United Kingdom Atomic Energy Authority), CFX fait maintenant parti
des logiciels développés par l'éditeur Ansys.
B.2.3 Star-CCM+
Star-CCM+ est un logiciel de mécanique des ﬂuides numérique développé par l'entreprise
CD-adapco. Il est une évolution du logiciel Star-CD. Comme CFX et Fluent, il résout les
équations de Navier-Stokes à l'aide de la méthode des volumes ﬁnis.
B.3 Logiciel multiphysiques
B.3.1 Comsol
Comsol Multiphysics est un logiciel de simulation numérique basé sur la méthode des
éléments ﬁnis. Il comprend plusieurs modules permettant de résoudre diﬀérentes physiques
(électrique, acoustique, mécanique des ﬂuides...). Ces physiques peuvent être simulées sé-
parément ou résolues de façon couplée. La prise en main de ce logiciel est assez rapide et
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le couplage des phénomènes physiques est plus simple à mettre en place qu'avec les autres
logiciels existants.
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Annexe C
Rayonnement
C.1 Propriétés radiatives des gaz
Les gaz monoatomiques et polyatomiques contiennent une quantité d'énergie sous forme
d'énergie cinétique et d'énergie interne [39]. L'énergie cinétique correspond à l'énergie de
translation de la molécule dans l'espace. L'énergie interne compte trois contributions : le
niveau d'énergie des électrons selon les couches électroniques qu'ils occupent, l'énergie de
vibration de la molécule et l'énergie de rotation de la molécule.
D'après la mécanique quantique, seul un nombre discret et ﬁni de niveaux d'énergie est
possible.
C.1.1 Niveaux d'énergie
C.1.1.1 Energie des électrons
Les électrons ne peuvent circuler que sur certaines orbites (ou couches électroniques) ayant
des niveaux d'énergie en nombre discret et ﬁni. Pour quitter une orbite, un électron doit
absorber ou émettre une quantité d'énergie égale à la diﬀérence d'énergie entre les orbites hν
(Fig.C.1).
Figure C.1  Schéma du changement de niveau d'énergie d'un électron au sein d'un atome
Cette quantité d'énergie correspond à un photon (ou une onde électromagnétique) voya-
geant à une fréquence donnée du spectre. L'absorption ou l'émission d'un photon se traduit
alors, dans le spectre, par une raie d'absorption ou d'émission à cette fréquence.
Le changement d'orbite d'un électron nécessite une grande quantité d'énergie, c'est dire
une onde à haute fréquence. Les raies d'absorption et d'émission caractéristiques de ce type
de transition se situent alors à de courtes longueurs d'onde, entre l'ultraviolet et le proche
infrarouge (entre 10−2 µm et 1.5 µm) [39], comme représenté Figure C.2 et Figure C.3. Cette
transition peut avoir lieu dans un gaz monoatomique ou polyatomique.
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Figure C.2  Raies observées sur le spectre suite à un changement de niveau d'énergie
électronique d'un gaz monoatomique [39]
Figure C.3  Raies observées sur le spectre suite à un changement de niveau d'énergie
électronique, de vibration et de rotation d'un gaz polyatomique [39]
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C.1.1.2 Energie de vibration
L'énergie de vibration est associée aux mouvements périodiques de translation des atomes
constituant une molécule, les uns par rapport aux autres. Elle ne concerne donc que les gaz
polyatomiques. De plus, d'après la mécanique quantique, la vibration entre les noyaux des
molécules ne peut avoir lieu qu'à certaines amplitudes. La fréquence de ces mouvements est
appelée fréquence de vibration. Il existe un nombre discret et ﬁni de fréquences de vibration
possibles, propres à chaque gaz.
Le nombre de degrés de liberté vibrationnels dépend du nombre d'atomes (molécule diato-
mique, triatomique...) et de la géométrie de la molécule (linéaire, non linéaire, symétrique...).
Une molécule de N atomes compte 3N − 3 degrés de liberté répartis entre les mouvements de
vibration et de rotation (décrits plus bas). Figure C.4, on compte, par exemple, 1 degré de
liberté vibrationnel pour une molécule diatomique, 4 pour une molécule triatomique linéaire
et 3 pour une molécule triatomique non linéaire.
Figure C.4  Schéma des vibrations possibles pour des molécules de gaz diatomique (a),
triatomique linéaire (b), triatomique non linéaire (c) [39]
Un changement de niveau d'énergie de vibration à lieu suite à l'absorption ou l'émission,
par un des atomes de la molécule, d'un photon à une fréquence donnée. Il se traduit par une
raie d'absorption ou d'émission sur le spectre à cette fréquence. Cette transition nécessite une
quantité d'énergie moins importante que pour le changement d'orbite d'un électron. Les raies
se situent alors à des longueurs d'ondes plus grandes, entre le proche infrarouge et l'infrarouge
moyen (entre 1 µm et 15 µm) [39] (Fig.C.3).
C.1.1.3 Energie de rotation
L'énergie de rotation est associée aux mouvements périodiques de rotation de la molécule,
entrainant un déplacement d'un ou de plusieurs atomes de la molécule dans l'espace. Elle ne
concerne donc que les gaz polyatomiques. De plus, d'après la mécanique quantique, la rotation
des atomes de la molécule, les uns autour des autres, ne peuvent se faire qu'à certaines vitesses
de rotation
Le nombre de degrés de liberté rotationnels dépend du nombre d'atomes (molécule diato-
mique, triatomique...) et de la géométrie de la molécule (linéaire, non linéaire, symétrique...).
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Une molécule de N atomes compte 3N − 3 degrés de liberté répartis entre les mouvements de
vibration et de rotation. Figure C.5, on compte, par exemple, 2 degrés de liberté rotationnel
pour une molécule diatomique (autour des axes y et z), 2 pour une molécule triatomique
linéaire (autour des axes y et z) et 3 pour une molécule triatomique non linéaire (autour des
axes x, y et z). En ajoutant le nombre de degrés de liberté vibrationnels et rotationnels des
exemples, on retrouve bien les 3N − 3 degrés de liberté totaux.
Figure C.5  Schéma des rotations possibles pour des molécules de gaz diatomique (a),
triatomique linéaire (b), triatomique non linéaire (c) [39]
Un changement de niveau d'énergie de rotation à lieu suite à l'absorption ou l'émission,
par un des atomes de la molécule, d'un photon à une fréquence donnée. Il se traduit par une
raie d'absorption ou d'émission sur le spectre à cette fréquence. Cette transition nécessite une
quantité d'énergie encore moins importante que pour le changement de niveau d'énergie de
vibration. Les raies se situent alors à des longueurs d'ondes plus grandes, entre l'infrarouge
moyen et lointain (au delà de 10 µm) [39] (Fig.C.3).
C.1.1.4 Vibration-rotation
Il arrive souvent qu'un changement de niveau d'énergie de vibration s'accompagne d'un
changement de niveau d'énergie de rotation. On retrouve alors sur le spectre une zone où les
raies de vibration et de rotation sont proches et peuvent se superposer (Fig.C.3).
C.1.2 Raies et continuums
On vient de voir que selon la forme sous laquelle est stockée l'énergie interne de la molé-
cule, un changement du niveau d'énergie de cette molécule entraîne des raies d'absorption ou
d'émission sur diﬀérents intervalles de longueurs d'onde du spectre.
C.1.2.1 Raies
Sauf à température très élevée, un gaz ne contient, en générale, ni ions ni électrons libres.
Le changement de niveau d'énergie par absorption ou émission d'un photon se fait alors sans
ionisation (ni avant ni après la transition). On appelle se type de transition bound-bound ou lié-
lié. Comme décrit ci-dessus, cette transition à lieu pour un nombre discret et ﬁni de quantités
d'énergie, on observe alors sur le spectre des raies aux longueurs d'ondes correspondantes.
C.1.2.2 Continuum
Il existe trois autres types de transition. La transition est du type bound-free ou lié-libre si,
lors du changement du niveau d'énergie, l'absorption d'un photon entraîne l'ionisation de la
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molécule et l'émission d'un électron. Elle est du type free-bound ou libre-lié lorsqu'un électron
libre se combine avec un ion et entraîne l'émission d'un photon. Enﬁn, elle est du type free-free
ou libre-libre lorsqu'un électron libre absorbe ou émet des photons.
Dans ces trois types de transition, l'énergie cinétique de l'électron libre étant arbitraire,
on n'observe plus sur le spectre une raie à la longueur d'onde du photon, mais un ensemble
de raies appelé continuum spectral (Fig.C.3).
Les transitions bound-free et free-free ont généralement lieu à des températures très éle-
vées, où la dissociation et l'ionisation des molécules deviennent importantes. Le continuum
associé à ces transitions se trouve souvent aux courtes longueurs d'ondes : ultraviolet et visible.
Dans le cadre de cette application, on considère des températures modérées auxquelles on
observe peu de dissociation et d'ionisation. La transition bound-bound y est alors prépondé-
rante [39]. De plus, on travaille dans l'intervalle de longueur d'onde [7 ; 11] µm, où la bande
correspondant à l'énergie de transition combinée de vibration-rotation est prédominante. On
limite alors le cadre de cette étude à la transition combinée de vibration-rotation de type
bound-bound.
C.1.3 Elargissement des raies
La mécanique quantique prévoit des raies d'absorption et d'émission à des longueurs
d'ondes précises λr. En réalité, ces raies ne sont pas rigoureusement monochromatiques mais
s'étalent sur un petit intervalle de longueur d'onde autour de λr, avec un pic d'intensité en
λr. On appelle ce phénomène élargissement des raies. Plusieurs mécanismes en sont à l'ori-
gine : l'élargissement naturel des raies, l'élargissement dû aux collisions et l'élargissement de
Doppler.
C.1.3.1 Elargissement naturel des raies
D'après le principe d'incertitude de Heisenberg [39], aucune transition ne peut avoir lieu
avec précisément la même quantité d'énergie. L'énergie transportée par les photons varie donc
légèrement, entrainant l'élargissement des raies spectrales.
C.1.3.2 Elargissement dû aux collisions
Ce phénomène est dû aux fréquences des collisions entre les molécules. Il ne concerne que
les gaz participatifs. Pour les mélanges de gaz, les collisions impliquant des molécules de gaz
non participatif n'entraîne pas d'élargissement des raies.
D'un point de vu quantitatif, ce phénomène est proportionnel à :
Collision ∝ p√
T
(C.1)
avec p la pression du gaz et T la température du gaz.
C.1.3.3 Elargissement de Doppler
D'après l'eﬀet Doppler, une onde qui se déplace vers un observateur va sembler légèrement
compressée (longueur d'onde plus courte ou fréquence plus haute) si l'émetteur s'approche de
l'observateur et légèrement expansée (longueur d'onde plus longue ou fréquence plus basse)
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si l'émetteur s'éloigne de l'observateur. Cet eﬀet est valable pour les ondes sonores mais aussi
pour les ondes électromagnétiques.
D'un point de vu quantitatif, ce phénomène est proportionnel à :
Doppler ∝ η
√
T (C.2)
avec η le nombre d'onde et T la température du gaz. On remarque alors que, contrairement à
l'élargissement naturel et de collision, l'élargissement de Doppler dépend de la position spec-
trale, c'est à dire de la longueur d'onde (ou du nombre d'onde) à laquelle à lieu l'élargissement.
C.1.3.4 Comparaison des trois causes d'élargissement des raies
L'élargissement naturel est petit devant le phénomène d'élargissement dû à la collision et
est souvent peu important dans les applications d'ingénierie. Aﬁn de tout de même prendre
en compte ce phénomène d'élargissement naturel, on peut le combiner à l'élargissement par
collision. La combinaison de ces deux eﬀets est appelée élargissement de Lorentz [39].
L'élargissement dû aux collisions est de loin le mécanisme prépondérant d'élargissement
des raies dans la plupart des applications d'ingénierie. L'élargissement de Doppler devient
prédominant seulement à très haute température et/ou à basse pression.
Figure C.6  Comparaison des proﬁls de raie obtenus après un élargissement de Lorentz et
un élargissement de Doppler, à intensité égale [119]
Pour une même raie, l'élargissement de Doppler entraîne sur le spectre un proﬁl d'intensité
plus concentré autour du centre de la raie, alors que l'élargissement dû aux collisions entraîne
un proﬁl plus étalé, avec un pic d'intensité moins élevé que dans le cas Doppler (Fig.C.6).
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Annexe D
Dimensionnement du conducteur avec
ouvertures
Article envoyé au Symposium de Génie Electrique (SGE) [92].
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RESUME - Réduire l’augmentation de température 
(échauffement) due au passage du courant dans les appareils 
électriques haute tension et notamment dans les postes sous 
enveloppe métallique (PSEM) est nécessaire pour en améliorer 
les performances. Une géométrie spécifique de conducteur est 
proposée dans cette étude pour réduire l’échauffement, en 
améliorant les transferts thermiques dans le PSEM. L’efficacité 
de cette géométrie a été évaluée expérimentalement. 
Mots-clés— Réduction de température, convection, conducteur 
ouvert, PSEM, haute tension, effet Joule. 
1. INTRODUCTION 
L’augmentation de la consommation d’énergie mondiale 
impose aux appareils électriques haute tension d’être plus 
performants pour qu’y circulent des courants nominaux plus 
importants. Pour améliorer leurs performances, une meilleure 
optimisation des phénomènes thermiques dans les appareils est 
nécessaire. En effet, l’échauffement dans ces appareils, et 
notamment dans les postes sous enveloppe métallique (PSEM), 
est contrôlé par une norme CEI 62271 qui spécifie des valeurs 
maximales de température et d’échauffement à ne pas dépasser 
pour assurer le bon fonctionnement du PSEM. 
Le PSEM a la particularité d’être compact par rapport aux 
postes isolés à l’air (AIS) car il est isolé au SF6 (hexafluorure 
de souffre) sous pression. Le SF6 est un gaz qui présente de 
bonnes propriétés diélectriques (rigidité diélectrique 2.5 fois 
plus élevée que l’air) et est utilisé dans les PSEM pour 
l’isolation électrique et l’extinction d’arc [1]. 
Les transferts thermiques dans les appareils électriques ont 
principalement été étudiés dans la littérature avec des outils 
d’éléments finis et de CFD, utilisés pour calculer la répartition 
du courant et les augmentations de température dans ces 
appareils. Ces outils ont notamment été appliqués aux PSEM 
[2][3][4], aux disjoncteurs [5] et à des jeux de barres isolés à 
l’air [6]. 
L’augmentation de température est due à la puissance 
dissipée par effet Joule dans les pièces constituant le PSEM. 
L’objectif de cette étude est d’améliorer les transferts 
thermiques entre ces pièces et l’air ambiant. Toutefois, la 
solution proposée doit être passive, pour des raisons de facilité 
de mise en place et d’utilisation, et doit préserver la compacité 
du PSEM. 
A l’issue de cette étude, la solution proposée est une 
géométrie de conducteur permettant l’amélioration du transfert 
convectif dans le PSEM. Cette géométrie a tout d’abord été 
choisie en se basant sur des observations faites lors de 
précédents essais expérimentaux. Elle a ensuite été 
dimensionnée à l’aide d’un outil d’éléments finis et d’un 
logiciel de CFD et ses performances ont été mesurées 
expérimentalement. 
2. MODELE 
2.1. Description du modèle étudié 
 
Fig.1 Schéma du modèle étudé, composé de deux cylindres concentriques 
contenant du SF6 
Pour cette étude, on se concentre sur un module composant 
le PSEM : le jeu de barre monophasé que l’on peut représenter 
par un modèle simplifié composé de deux cylindres 
concentriques contenant du SF6 (Fig.1). Le cylindre intérieur 
(conducteur) est un cylindre creux dans lequel circule un 
courant alternatif et le cylindre extérieur (cuve) est entouré 
d’air ambiant. Tous deux sont composés d’un alliage 
d’aluminium. 
2.2. Analyse thermique 
 
Fig.2 Circuit électrique équivalent modélisant les transferts de chaleur entre le 
conducteur et l’air ambiant 
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Manuscrit auteur, publié dans "SGE 2014, Cachan : France (2014)"
 On étudie les transferts thermiques dans le modèle à l’aide 
du circuit électrique équivalent représenté Fig.2. Dans ce 
circuit, la température T1 correspond à la température du 
conducteur, T2 celle de la cuve et Tamb la température ambiante. 
Les résistances thermiques Rg et Ro caractérisent 
respectivement les transferts thermiques entre le conducteur et 
la cuve et les transferts entre la cuve et l’air ambiant. On 
néglige la conduction dans l’aluminium. Enfin, le flux q 
représente le flux de chaleur traversant les cylindres allant du 
conducteur jusqu’à l’air ambiant. Ce flux s’exprime (1) : 
q = (T1 - T2)/Rg = (T2 - Tamb)/Ro (1) 
2.2.1. Influence d’une variation de courant 
Une augmentation du courant nominal à pression constante 
entraine une augmentation du flux échangé q (égal à la 
puissance dissipée par effet Joule dans le conducteur) et des 
températures T1 et T2. Cette variation n’a pas d’influence sur la 
température ambiante Tamb et sur les résistances thermiques Rg 
et Ro. A partir de (1), on peut écrire : 
qf / qi = ( If / Ii )² = ( T2f - Tamb ) / ( T2i - Tamb ) (2) 
qf / qi = ( If / Ii )² = ( T1f - T2f ) / ( T1i - T2i ) (3) 
On obtient alors les expressions de T1 et T2 suivantes : 
T2f  = ( If / Ii )² . ( T2i - Tamb ) + Tamb (4) 
T1f  = ( If / Ii )² . ( T1i - T2i ) + T2f (5) 
Où l’indice i caractérise les grandeurs avant l’augmentation 
de courant (ou de pression) et l’indice f les grandeurs après 
l’augmentation de courant (ou de pression). 
2.2.2. Influence d’une variation de pression 
Une augmentation de pression du gaz entre le conducteur et 
la cuve, à courant constant entraîne une diminution de la 
résistance thermique Rg, mais n’a pas d’impact sur la résistance 
thermique Ro, le flux échangé et la température ambiante. 
D’après l’équation (1), cette variation n’a donc pas d’influence 
sur la température de la cuve T2. Par contre, elle entraîne une 
augmentation de la température du conducteur T1. Comme 
précédemment, à partir de (1) on peut écrire : 
T2f = T2i (6) 
T1f  = (Rgf / Rgi ) . (T2f - Tamb ) + T2f (7) 
3. DIMENSIONNEMENT DE LA GEOMETRIE DU CONDUCTEUR 
Suite à des mesures expérimentales de températures dans 
des jeux de barres monophasés en fonctionnement, on observe 
que la température du gaz au centre du conducteur est environ 
15 °C plus élevée que la température du gaz à l’extérieur du 
conducteur. On choisit alors de développer une géométrie de 
conducteur avec une ouverture verticale (Fig.3) qui devrait 
permettre d’extraire la chaleur du gaz au centre du conducteur 
en améliorant le transfert convectif.  
On dimensionne la géométrie représentée Fig.3 à l’aide 
d’un outil d’éléments finis. Pour cela, on fait varier la largeur 
de l’ouverture s et l’épaisseur du conducteur t, à diamètre 
constant d. Augmenter s permet d’améliorer le transfert 
convectif entre le gaz à l’intérieur et le gaz à l’extérieur du 
conducteur, mais réduit la section de passage du courant et 
dissipe plus de chaleur par effet Joule. Augmenter l’épaisseur 
du conducteur t permet de compenser cette réduction de 
section. On cherche alors une valeur de s et de t permettant 
d’accroître le transfert convectif sans générer trop de pertes. On 
teste les épaisseurs : 15 mm et 20 mm et les largeurs 
d’ouverture: 15 mm, 10 mm et 7 mm. 
 
Fig.3 Schéma de la géométrie étudiée pour réduire la température dans les 
PSEM 
Dans l’outil d’éléments finis, on injecte, pour chaque 
configuration testée, un courant alternatif de fréquence 50 Hz 
ayant pour valeur nominale I = 4000 A. Pour le conducteur 
fendu, on injecte un courant de 2000 A dans chaque demi 
conducteur. On obtient la répartition de courant représentée 
(Fig.4) : 
 
Fig.4 Répartition de la densité de courant dans la section du conducteur 
standard (gauche) et dans la section du conducteur fendu (droite) 
A la Fig.4, on retrouve bien l’effet de peau, non négligeable 
à cette fréquence et pour ces dimensions de conducteur. On 
observe également une répartition du courant non 
axisymétrique dans le cas du conducteur fendu due aux effets 
de proximité. 
Dans le Tableau 1 sont reportées les puissances dissipées 
par effet Joule (en W.m
-1
) calculées par le logiciel, suite au 
passage du courant dans le conducteur, pour chaque 
configuration testée. On observe bien qu’augmenter la section 
de passage du courant à géométrie fixée permet de réduire la 
puissance dissipée. On remarque également que la puissance 
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 dissipée dans le conducteur standard est moins importante que 
celle dissipée dans le conducteur fendu, bien que la section de 
passage du courant dans le conducteur standard est 18 % moins 
élevée que dans la configuration 4 du conducteur fendu. 
Tableau 1. Puissance dissipée par les différentes géométries testées, calculée 
avec l’outil d’éléments finis 
Géométrie Epaisseur 
Largeur de 
l’ouverture 
Puissance 
dissipée 
1 Standard 15 mm - 127 W.m
-1 
2 
Fendue 
15 mm 10 mm 133.6 W.m
-1
 
3 20 mm 15 mm 132 W.m
-1
 
4 20 mm 10 mm 128.6 W.m
-1
 
5 20 mm 7 mm 126.6 W.m
-1
 
 
A l’aide d’un logiciel de CFD, on calcule la température 
atteinte par le conducteur, en régime stationnaire, après le 
passage du courant, pour les deux configurations testées 
générant le moins de puissances par effet Joule, c'est-à-dire les 
configurations 4 et 5. Pour cela, on considère la convection 
naturelle dans une tranche de SF6 à pression 5 bars, contenu 
entre le conducteur et la cuve. La turbulence est prise en 
compte avec un modèle SST k-ω et le transfert radiatif est 
négligé. On fixe la température de la cuve à 300 K et la 
puissance dissipée par le conducteur correspondant à celle du 
Tableau 1.  
Dans la configuration 4, le conducteur atteint une 
température de 322.5 K, et dans la configuration 5 de 322.0 K. 
La configuration 4 dissipe une puissance 1.6 % plus importante 
que la configuration 5 mais la différence de température 
obtenue sur le conducteur est inférieure à 0.2 %. Bien que ces 
deux configurations soient très proches, on peut noter une 
réduction de température plus importante avec la configuration 
4. On choisit donc de tester expérimentalement cette 
configuration dans la suite de l’étude. 
4. ANALYSE EXPERIMENTALE 
Des mesures de température ont été réalisées pour vérifier 
et quantifier la réduction de température induite par le 
conducteur fendu. Le montage expérimental est composé d’un 
conducteur horizontal dans une cuve remplie de SF6 sous 
pression. Le conducteur et la cuve sont composés d’un alliage 
d’aluminium. Un courant alternatif traverse le conducteur 
d’une extrémité à l’autre. 
La température dans le montage est mesurée par des 
thermocouples placés  sur le conducteur, la cuve et dans le SF6 
(Fig.5). Les thermocouples sont placés sur le haut, le bas et les 
côtés du conducteur et sur le haut et le bas de la cuve dans les 
plans A, B, C, D et E représentés Fig.5. Dans le gaz, les 
thermocouples sont placés au dessus, en dessous et au centre 
du conducteur dans le plan C. La précision de ces 
thermocouples après la pose est de 2 °C. On recueille la 
température après stabilisation de celle-ci comme décrit dans 
[4]. Les mesures sont effectuées à deux courants nominaux 
4000 A et 5000 A, et à deux pressions 4.7 bars et 6 bars. Le 
conducteur et la cuve sont pris suffisamment longs pour 
s’affranchir de l’influence des bords sur les résultats. 
 
Fig.5 Schéma du positionnement des thermocouples sur le conducteur, la cuve 
et dans le gaz durant les expériences 
On teste trois configurations (Fig.6). Tout d’abord, on 
effectue les mesures de température dans le montage avec un 
conducteur standard de section S1 (a), puis avec un conducteur 
fendu de section S2 (b) dont les dimensions correspondent à la 
configuration 4 du Tableau 1. Comme il a été spécifié 
précédemment, la section de passage du courant du conducteur 
standard S1 est 18 % moins importante que celle du conducteur 
fendu S2. Pour n’observer que l’influence de l’ouverture sans 
variation de section de passage du courant, on effectue 
également des mesures de température sur le conducteur fendu 
avec du ruban adhésif obstruant l’ouverture (c) pour empêcher 
la circulation du gaz entre l’intérieur et l’extérieur du 
conducteur. 
 
Fig.6 Schéma des géométries de conducteur testées expérimentalement (a) 
conducteur standard, (b) conducteur fendu, (c) conducteur fendu avec du 
ruban adhésif obstruant l’ouverture 
5. RESULTATS 
Tableau 2. Différence de température sur le conducteur et la cuve, entre les 
essais effectués à 5000 A et ceux à 4000 A 
Différence de 
température 
T5000A - T4000A 
Conducteur 
standard  
(Configuration a) 
Conducteur fendu  
(Configuration b) 
4.7 bars 6 bars 4.7 bars 6 bars 
Conducteur 19.4 K 18.4 K 16.6 K 15.8 K 
Cuve  8.8 K 8.9 K 8.8 K 9.0 K 
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 Tableau 3. Différence de température sur le conducteur et la cuve, entre les 
essais effectués à 4.7 bars et ceux à 6 bars 
Différence 
de 
température 
T4.7bars - T6bars 
Conducteur 
standard  
(Configuration a) 
Conducteur fendu  
(Configuration b) 
4000 A 5000 A 4000 A 5000 A 
Conducteur 4.4 K 5.5 K 2.3 K 2.8 K 
Cuve 1.1 K 1.1 K 0.6 K 0.3 K 
 
Les résultats des expériences sont résumés dans les 
Tableau 2 et Tableau 3. Les valeurs représentées Tableau 2  
correspondent à la différence entre les températures moyennes 
mesurées sur le conducteur et la cuve durant les essais à 5000 A 
et les essais à 4000 A, avec les conducteurs (a) et (b). Les 
valeurs représentées Tableau 3 correspondent à la différence 
entre les températures moyennes mesurées sur le conducteur et 
la cuve durant les essais à 4.7 bars et les essais à 6 bars, avec 
les conducteurs (a) et (b). 
5.1. Influence du courant et de la pression 
Tout d’abord, à géométrie et pression constantes, on 
observe qu’une augmentation du courant nominal entraîne une 
augmentation de l’élévation de température du conducteur 
entre 16 K et 19 K et de la cuve d’environ 9 K. Cette tendance 
est en accord avec celle donnée par le circuit électrique 
équivalent (Fig.2). D’un point de vue quantitatif, T1f et T2f sont 
calculées à partir des équations (4) et (5), dans la configuration 
du conducteur standard et du conducteur fendu, à 4.7 bars et 6 
bars. La différence de température maximale obtenue entre les 
températures calculées et les températures mesurées est de 
l’ordre de 2% pour T2f (ce qui est inférieur à l’erreur de 
mesure) et de 3.5 % pour T1f. La différence entre les valeurs 
analytiques et expérimentales de T1f est principalement due au 
transfert thermique par rayonnement supposé proportionnel à la 
température dans le circuit électrique équivalent, alors qu’il est, 
en réalité, proportionnel à la puissance quatrième de la 
température T
4
. 
Ensuite, à géométrie et courant constants, on observe 
qu’une augmentation de pression entraîne une diminution de 
l’élévation de température du conducteur entre 2 K et 5 K, mais 
n’a pas d’influence sur l’élévation de température de la cuve. 
Ceci est en accord avec la tendance prédite par le circuit 
électrique équivalent (Fig.2). 
5.2. Influence de la géométrie 
Le Tableau 4 permet de comparer les températures 
mesurées avec les différents conducteurs. La première ligne 
représente la différence entre la température moyenne du 
conducteur mesurée durant l’essai avec le conducteur fendu Tb 
et celle mesurée durant l’essai avec le conducteur standard Ta. 
La deuxième ligne représente la différence entre la température 
moyenne du conducteur mesurée durant l’essai avec le 
conducteur fendu à l’ouverture obstruée Tc et celle mesurée 
durant l’essai avec le conducteur standard Ta. 
 
 
Tableau 4. Différence de température sur le conducteur entre les trois 
configurations testées 
Différence 
de 
température 
4.7 bars 6 bars 
4000 A 5000 A 4000 A 5000 A 
Tb - Ta -8.1 K -11.1 K -6.0 K -8.6 K 
Tc - Ta -1.8 K -1.8 K 
 
Ces expériences montrent que les températures sont moins 
élevées avec le conducteur fendu qu’avec le conducteur 
standard entre 8 K et 11 K à 4.7 bars et 6 K et 9 K à 6 bars. 
Ceci représente une réduction de température de  18 % à 4.7 
bars et de 15 % à 6 bars et constitue une réduction importante 
pour cette application. On observe également que la réduction 
de température augmente quand la pression diminue, alors 
qu’elle reste globalement constante quand le courant nominal 
augmente. 
On observe également que les températures mesurées sont 
moins élevées de 1.8 K avec le conducteur fendu à l’ouverture 
obstruée qu’avec le conducteur standard. Cette différence de 
température est inférieure à l’erreur de mesure. On peut alors 
considérer que la température est similaire dans les deux 
configurations. Par conséquent, la réduction de température 
obtenue avec le conducteur fendu est essentiellement due à 
l’ouverture verticale qui améliore le transfert convectif entre le 
gaz à l’intérieur et à l’extérieur du conducteur. 
6. CONCLUSION 
Une nouvelle géométrie de conducteur comportant une 
ouverture verticale a été étudiée pour réduire l’augmentation de 
température due à la circulation du courant dans un PSEM. Les 
dimensions de ce conducteur fendu ont été déterminées à l’aide 
d’un outil d’éléments finis et d’un logiciel de CFD. Puis, les 
performances de ce conducteur ont été évaluées lors d’essais 
expérimentaux qui montrent une réduction de température 
entre 15 % et 18 % en comparaison avec le conducteur 
standard. Ces expériences ont également montré que cette 
réduction de température est essentiellement due à l’ouverture 
verticale qui améliore le transfert convectif. Cette nouvelle 
géométrie de conducteur permet donc, à conditions de pression 
et de géométrie identiques, la circulation d’un courant nominal 
plus important dans le PSEM. 
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Résumé
Après sa production dans des centrales, l'électricité est acheminée sur de longues distances
à travers le réseau électrique qui comporte des appareils haute tension destinés à la protec-
tion des installations. Parmi ces dispositifs, le GIS (Gaz Insulated Switchgear), dans lequel
l'isolation électrique est assurée par le gaz SF6, est très utilisé. Il est soumis à des normes
de sécurité imposant, notamment, des seuils de température à ne pas dépasser durant son
fonctionnement. La connaissance et la maîtrise des phénomènes électromagnétiques et ther-
miques à l'origine des augmentations de température dans le GIS sont des enjeux cruciaux.
Elles permettent un dimensionnement plus rapide et plus précis des appareils, aboutissant à
un unique essai de validation des critères ﬁxés par les normes. Elles fourniront également des
solutions visant à réduire les échauﬀements des GIS. Cette réduction est importante car elle
permet la circulation d'un courant plus élevé dans le GIS, ce qui aboutit à une amélioration
des performances de l'appareil. Les travaux eﬀectués dans le cadre de cette thèse présentent
une analyse des phénomènes électro-thermiques dans le GIS et plus précisément dans les
jeux de barres. Ils permettent la détermination des paramètres inﬂuençant l'augmentation de
température dans cette géométrie. La contribution de chaque mode de transfert de chaleur
(convection, rayonnement) est estimée et discutée. Une modélisation numérique du champ
de température induite par la circulation du courant dans les jeux de barres est également
proposée, en tenant compte du couplage avec le champ de vitesse induit.
Mots clé
GIS, convection, rayonnement, échauﬀement, SF6, jeu de barre, simulation numérique
Abstract
Electricity is produced by power stations and is transported throughout the electric-power
transmission at long distances with high voltage apparatus. The GIS (Gas Insulated Switch-
gear) is a widely used switchgear. The electric insulation is ensured by the gas SF6. Security
IEC norms impose temperature rises not to be exceeded during GIS operating. It is important
to determine and control the electromagnetic and thermal phenomena which generate tempe-
rature rises. The switchgear design could then be faster and more precise, leading to only one
successful temperature rise test. Solutions to reduce temperatures could also be found. The
temperature rise reduction is crucial as it allows a higher current ﬂowing through the GIS and
an increase of its eﬃciency. This thesis presents an analysis of electro-thermal phenomena in
GIS busbars (Joule heating, convection and radiation). It leads to the determination of the
parameters inﬂuencing temperature rises and of the heat transfers proportion which is asses-
sed and discussed. A numerical modelization is carried out to examine the temperature rises
induced by the current ﬂow in busbars.
Key words
GIS, convection, radiation, temperature rise, SF6, busbar, numerical simulation
